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Thema: Finite-Elemente Modellierung des hydrostatischen Strangpressens von
Magnesiumlegierungen
Das Strangpressen ist ein gängiger Umformungsprozess zur Herstellung komplexer Profile
hauptsächlich aus NE–Legierungen, wie z. B. Alu, Cu, Mg. Meist treten bei diesem Prozess
extrem große lokale Formänderungen in einer relativ kleinen Umformzone auf. Die Simulati-
on dieser Formänderungsvorgänge ist noch immer eine große Herausforderung. Aufgrund der
deutlich gestiegenen Rechnerleistungen wird die Entwicklung genauerer Lösungsansätze im-
mer realistischer. In der vorliegenden Arbeit wird nun versucht, die Formänderungsvorgänge
beim Strangpressen ohne Einfluss der Reibung zu modellieren.
Dazu musste das hydrostatische Strangpressen gewählt werden, bei dem nahezu keine Reibung
auftritt. Als Werkstoff wurde die Magnesiumlegierung ZM 21 gewählt. Die entwickelten Lö-
sungsalgorithmen sind aber auch für andere Werkstoffe prinzipiell einsetzbar.
Mit dieser Arbeit ist die Simulation des hydrostatischen Strangpressens deutlich vorangebracht
worden und dadurch auch die Simulation des am häufigsten eingesetzten direkten und indirekten
Strangpressens. Alle Algorithmen sind im Programm-Code LARSTRAN/Shape implementiert
und stehen für die Anwendung zur Verfügung.
Professor Dr.-Ing. Reiner Kopp,
Aachen, 9.03.2009
Danksagung
Die vorliegende Arbeit entstand während meiner Tätigkeit als wissenschaftlicher Mitarbeiter
am Institut für Bildsame Formgebung der Rheinisch–Westfälischen Technischen Hochschule
Aachen.
Herrn Professor Kopp gilt mein besonderer und herzlicher Dank für die Betreuung und die Un-
terstützung bei der Durchführung dieser Arbeit sowie seine zahlreichen Ideen und Vorschläge.
Professor Tekkaya und Professor Hirt danke ich für die kritische Bewertung und Diskussion
dieser Arbeit.
Bei allen Kollegen, Mitarbeitern und studentischen Hilfskräften des IBF bedanke ich mich für
das gute Arbeitsklima und die schöne Zeit am Institut. Ich denke hier besonders an Martin
Franzke, Oliver Hofmann, Christoph Horst, Doris Eggermann, Markus Kollien, Markus Urban,
Sergey Shvetsov und Sreedhar Puchhala. Ferner bedanke ich mich bei Artur Kurz von der Firma
Lasso für die Unterstützung bei der Implementierung und dem Debuggen von neuen Routinen
in das Programmsystem LARSTRAN/Shape.
Diese Arbeit entstand im Rahmen des von der EU geförderten Projektes „Magnextrusco”. Ich
bedanke mich für die Förderung seitens der EU und bei den Projektpartnern für die konstruk-
tive Zusammenarbeit, die fruchtbaren Diskussionen und ganz besonders für die durch Pieter
Hoogendam seitens der Firma HME entgegengebrachte Unterstützung und Bereitstellung von
experimentellen Daten.
Mein herzlicher Dank gilt auch meinen Eltern, die mir das Studium ermöglicht und mich nach
Kräften unterstützt haben.
Inhaltsverzeichnis
1 Einleitung 10
Introduction 11
2 Problemstellung und Zielsetzung 12
3 Stand der Technik 14
3.1 Verarbeitung und Anwendungen von Magnesiumwerkstoffen . . . . . . . . . 14
3.2 Das hydrostatische Strangpressen . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 16
3.2.1 Funktionsprinzip . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 17
3.2.2 Industrielle Bedeutung des hydrostatischen Strangpressens . . . . . . . 21
3.2.3 Vor- und Nachteile . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 22
3.2.4 Produkte und Anwendungen . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 23
3.2.5 Modellierung des Werkstoffverhaltens . . . . . . . . . . . . . . . . . 24
3.3 Analytische Methoden zur Analyse des Strangpressens . . . . . . . . . . . . . 30
3.4 Numerische Modellierung mit der Finite–ElementeMethode . . . . . . . . . . 33
3.4.1 Die Finite–Elemente Methode . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 33
3.4.2 Numerische Simulation des direkten & indirekten Strangpressens . . . 37
3.4.3 Simulation des hydrostatischen Strangpressens . . . . . . . . . . . . . 40
3.5 Experimentelle Methoden zur Analyse des Strangpressens . . . . . . . . . . . 40
4 Entwicklung des Simulationsmodells 43
4.1 Auswahl eines geeigneten FE-Systems . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 43
4.2 Modellierung des Wirkmediums . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 45
4.2.1 Druckwirkung . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 45
4.2.2 Druckregelung . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 48
4
INHALTSVERZEICHNIS 5
4.2.3 Zonenmodell des Druck- und Reibungszustandes . . . . . . . . . . . . 53
4.2.4 Benutzeroberfläche zur Modellierung des Wirkmediums . . . . . . . . 56
4.3 Modellierung der Wärmeleitung und des Wärmeaustausches . . . . . . . . . . 58
4.4 Modellierung des Werkstücks . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 59
4.4.1 Vernetzung des Werkstücks . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 60
4.4.2 Template–Remeshing . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 65
4.4.3 Datenübertragung . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 68
4.4.4 Parametrisierung des Werkstücks . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 74
4.5 Modellierung der Werkzeuge . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 76
4.6 Modellierung des Werkstoffs . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 76
4.6.1 Fließkurvenbeschreibung . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 76
4.6.2 Thermische Daten . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 77
5 Experimentelle Validierung des Simulationsmodells 78
5.1 Simulationsmodell des Messrasterversuchs . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 78
5.2 Ergebnisse der Validierung . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 83
6 Anwendung des Simulationsmodells 90
6.1 Strangpressversuch mit der industriellen Anlage . . . . . . . . . . . . . . . . . 90
6.2 Simulationsmodell . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 93
6.2.1 Werkstoffkennwerte . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 93
6.2.2 Geometrie . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 98
6.2.3 Wirkmedium und Druckregelung . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 99
6.3 Simulationsergebnisse . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 102
6.4 Erfahrungen mit PEP & LARSTRAN/Shape . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 109
7 Zusammenfassung und Ausblick 111
Conclusion and Outlook 113
Formelzeichen und Indizes 115
Literaturverzeichnis 118
Abbildungsverzeichnis
3.1 Direktes Strangpressen [69] . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 17
3.2 Zonen im Werkstück beim Strangpressen [69] . . . . . . . . . . . . . . . . . . 17
3.3 Indirektes Strangpressen [69] . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 18
3.4 Hydrostatisches Strangpressen [69] . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 19
3.5 Druckverlauf beim hydrostatischen Strangpressen (schematisch) . . . . . . . . 20
3.6 Reibungszustände [69] . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 20
3.7 Industriell eingesetzte hydrostatische Presse . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 22
3.8 Warmfließkurve eines Werkstoffs mit dynamischer Rekristallisation [60] . . . 26
3.9 Beschreibung von entfestigendem Materialverhalten [69] . . . . . . . . . . . . 27
3.10 Einfluss des Spannungszustandes auf das Formänderungsvermögen [69] . . . . 29
3.11 Einfluss des hydrostatischen Druckes auf den Porenanteil im Werkstoff [112] . 29
3.12 Schiebungsanteil des Vergleichsumformgrades . . . . . . . . . . . . . . . . . 32
3.13 Lage der Gausspunkte bei der Neuvernetzung (schematisch) . . . . . . . . . . 35
3.14 Sekantenfehler bei der Neuvernetzung (schematisch) . . . . . . . . . . . . . . 37
3.15 Für die numerische Simulation des Strangpressens kritischen Bereiche . . . . . 38
3.16 Bolzen mit Raster . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 41
3.17 Mit visioplastischem Raster verpresster Kupferblock . . . . . . . . . . . . . . 42
4.1 2D–Simulationsmodell des hydrostatischen Strangpressens (Ausschnitt) . . . . 45
4.2 Schematische Darstellung des druckbeaufschlagten Volumens . . . . . . . . . 46
4.3 Drucklose Randzone an der Strangspitze . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 47
4.4 Regelkreis zur Druckregelung des Wirkmediums . . . . . . . . . . . . . . . . 49
4.5 Regelzustände der Druckregelung und Übergangsbedingungen . . . . . . . . . 49
4.6 Regelfunktion des „Normalzustandes” . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 51
4.7 Druck- und Geschwindigkeitsverlauf . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 53
6
ABBILDUNGSVERZEICHNIS 7
4.8 Zonenmodell des Druck- und Reibungszustandes . . . . . . . . . . . . . . . . 54
4.9 Variablen zur Berechnung des Druckverlaufs in der Reduktionszone . . . . . . 56
4.10 Benutzeroberfläche zur Parametrisierung des Druckmediums . . . . . . . . . . 57
4.11 Vergleich zwischen strukturiertem und nicht strukturiertem 2D–FE–Netz . . . 61
4.12 Elementtest „Um-/Innkreis” [41] des in Abbildung 4.11 (a) dargestellten Netzes 62
4.13 Eingabemaske für das manuelle Vernetzungsmodul „Poly Connect” . . . . . . 63
4.14 Erzeugung strukturierter 2D–FE–Netze . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 64
4.15 Geometrieänderung beim hydrostatischen Strangpressen . . . . . . . . . . . . 65
4.16 Netzveränderung bei Neuvernetztung mit Template–Remeshing Algorithmus . 67
4.17 Finite–Elemente Netz für das direkte / indirekte Strangpressen (Ausschnitt) . . 68
4.18 Simulierte Vergleichsformänderung εv als Funktion der extrudierten Stranglänge 69
4.19 Position der Ablesestelle . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 69
4.20 Interpolationsfehler bei Verwendung linearer Interpolationsfunktionen . . . . . 70
4.21 Bestimmung der Quell–Knoten bei verzerrten Netzen zur Datenübertragung . . 71
4.22 Knotenauswahl bei der Datenübertragung bei 2D-Netzen . . . . . . . . . . . . 72
4.23 Verkürzung des Blockes im Simulationsmodell . . . . . . . . . . . . . . . . . 75
5.1 Geometrie der markierten Blockhälfte für den Messraster–Versuch . . . . . . . 79
5.2 Innenkontur der Matrize . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 79
5.3 Verwendetes Fließkurvenfeld der Kupferlegierung Cu–DHP bei 600°C . . . . 80
5.4 Im Messraster–Experiment ermittelter Druckverlauf, Werkstoff Cu–DHP . . . 81
5.5 Simulationsmodell des Messraster–Experiments . . . . . . . . . . . . . . . . 82
5.6 Simulierter Druckverlauf . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 83
5.7 Simulierter Druckverlauf mit modifizierten Fließkurven . . . . . . . . . . . . 84
5.8 Gitterverzerungen: Gegenüberstellung Rastermethode und Simulation . . . . . 85
5.9 Vergleichsumformgrad in der Strangmitte: Rastermethode und Simulation . . . 86
5.10 Simulationsergebnisse mit thermisch-mechanisch gekoppeltem Algorithmus . 87
5.11 Simulationsergebnisse mit mechanischem Algorithmus . . . . . . . . . . . . . 89
6.1 Hydrostatisch stranggepresster Stab aus Magnesium . . . . . . . . . . . . . . 90
6.2 Geometrie der Matrize im industriellen Versuch . . . . . . . . . . . . . . . . . 91
6.3 Experimentell ermittelte Strangaustrittsgeschwindigkeit v1 . . . . . . . . . . . 92
ABBILDUNGSVERZEICHNIS 8
6.4 Experimentell ermittelter Druckverlauf p . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 93
6.5 Rastegaev–Zylinderstauchversuch . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 94
6.6 Stauchproben der Magnesiumlegierung ZM 21 . . . . . . . . . . . . . . . . . 95
6.7 Fließkurven der Magnesiumlegierung ZM 21 bei ϑ = 250 ◦C . . . . . . . . . . 96
6.8 Fließkurven der Magnesiumlegierung ZM 21 bei ϑ = 300 ◦C . . . . . . . . . . 96
6.9 Fließkurven der Magnesiumlegierung ZM 21 bei ϑ = 350 ◦C . . . . . . . . . . 97
6.10 Matrizengeometrie im Simulationsmodell . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 100
6.11 Simulationsmodelle der Matrizenwinkelvariationen . . . . . . . . . . . . . . . 101
6.12 Simulierter und experimentell bestimmter Druckverlauf p . . . . . . . . . . . 102
6.13 Simulierte Druckverläufe p . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 103
6.14 Simulierte Druckverläufe p als Funktion des Matrizenwinkels . . . . . . . . . 104
6.15 Simulierte Verteilung der Vergleichsformänderung εv . . . . . . . . . . . . . . 105
6.16 Radiale Verteilung der Vergleichsformänderung εv im Strang . . . . . . . . . . 106
6.17 Simulierte Temperaturverteilung ϑ . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 107
6.18 Simulierte Vergleichsformänderungsgeschwindigkeit ε˙v . . . . . . . . . . . . 108
6.19 Axiale Verteilung der simulierten Vergleichsformänderungsgeschwindigkeit ε˙v 109
Tabellenverzeichnis
3.1 Einsatzgebiete von Magnesium . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 14
3.2 Profilaustrittsgeschwindigkeiten beim hydrostatischen Strangpressen . . . . . 21
4.1 Vergleich der CPU–Zeiten für eine Datenübertragung . . . . . . . . . . . . . . 74
5.1 Physikalische Eigenschaften von E–Cu . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 81
6.1 Regressionskonstanten für die Magnesiumlegierung ZM 21 . . . . . . . . . . 97
6.2 Physikalische Kenndaten der Magnesiumlegierung ZM 21 . . . . . . . . . . . 98
6.3 Thermische Werkstoffkennwerte der Magnesiumlegierung ZM 21 . . . . . . . 98
6.4 Geometrie des druckbeaufschlagten Volumens und der Druckreduktionszone . 102
6.5 Simulierte Temperaturen im Werkstück . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 106
9
Kapitel 1
Einleitung
Magnesiumlegierungen werden heutzutage aufgrund ihrer geringen Dichte wieder vermehrt als
Leichtbau–Konstruktionswerkstoffe eingesetzt. Die Verarbeitung erfolgt überwiegend mit dem
Fertigungsverfahren des Druckgusses. Umformtechnisch wird der Werkstoff dagegen seltener
verarbeitet, weil seine metallphysikalischen Eigenschaften einer Umformung bei Raumtempe-
ratur entgegenstehen. Erst unter erhöhten Temperaturen hat diese Werkstoffgruppe ein nennens-
wertes Umformvermögen.
Das hydrostatische Strangpressen ist ein Druckumformverfahren und eine Prozessvariante der
Fertigungsverfahren, die unter dem Begriff Strangpressen zusammengefasst werden. Besonde-
res Merkmal des hydrostatischen Strangpressens ist der Einsatz eines Wirkmediums, das den
umzuformenden Block umgibt und ihn durch die formgebende Matrize zwingt. Der Umform-
prozess ist gekennzeichnet durch einen großen hydrostatisch überlagerten Druckzustand und
eine fast vollständige Reibungsfreiheit zwischen dem Block und der Matrize. Diese Eigen-
schaftskombination erlaubt das erfolgreiche Verpressen von schwer umformbaren Werkstoffen.
Darüber hinaus können in einem Umformschritt sehr große Umformgrade erreicht werden. Die
spezifische Eigenschaftskombination ist prädestiniert zur Umformung von Magnesiumwerkstof-
fen und der Herstellung von Profilen. Aufgrund der komplexen Anlagentechnik ist das hydro-
statische Strangpressen ein selten eingesetztes Verfahren. Prinzipbedingt ist der Prozess des
hydrostatischen Strangpressens geschlossen und nicht beobachtbar. Zum verbesserten Verständ-
nis des Prozesses kann ein numerisches Simulationsmodell mit der Finite–Elemente Methode
beitragen und ein Hilfsmittel bei der Auslegung des hydrostatischen Prozesses zum Verarbeiten
neuer Werkstoffe und Legierungen sein.
Die Finite–Elemente Methode ist ein etabliertes Verfahren zur Modellierung zahlreicher um-
formtechnischer Verfahren. Der Einsatz dieser Methode erlaubt es, ein tieferes Prozessverständ-
nis zu gewinnen, allerdings ist die Modellierung des Strangpressens aufgrund der besonders
großen Umformgrade immer noch eine besondere Herausforderung.
In dieser Arbeit soll ein Simulationsmodell des hydrostatischen Strangpressens von Magnesium-
legierungen entwickelt und validiert werden.
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Introduction
Magnesium and its alloys are characterised by a low density. The use of magnesium alloys as
a lightweight construction material is growing rapidly . The processing is mostly done by high
pressure die casting, since the processing by bulk and sheet forming processes is hindered by
the specific physical properties of magnesium alloys, which prevent a effective forming process
at room temperature. Only at elevated temperatures do these alloys have a sufficient formability
to be processed by means of metal forming.
The hydrostatic extrusion process is a process variant of the manufacturing processes extrusi-
on. The particular characteristic of this extrusion process is the application of an active fluid
medium, which surrounds the billet that is to be deformed. The pressure within the fluid app-
lies the forming force onto the billet , forcing it through the die which forms the shape of the
extruded product. This metal forming process is characterised by high compressive stresses in
the deformation zone and very low friction at the contact area of the workpiece and the forming
die. The combination of both properties allows for a successfull extrusion of materials that are
usnually difficult to extrude. Additionally, high degrees of deformation can be reached in only
one forming step.
This specific combination of these process properties makes hydrostatic extrusion a predestina-
ted manufacturing process for the production of profiles made from magnesium alloys. However,
due to the complex handling of the pressure medium and the high pressures needed, hydrostatic
extrusion is a very exotic process and not widely applied. The hydrostatic extrusion process
takes place in a closed container and can therefore not be directly observed. A numerical simu-
lation model of the hydrostatic extrusion process using the finite element method could be a
useful tool to gain deeper process understanding. Furthermore it could be used for the design
and optimisation of this extrusion process in order to enable the manufacturing of new profile
geometries and the processing of new alloys.
The finite–element method is a commonly used method for the numerical modelling of a large
variety of bulk and sheet metal forming processes. The application of this modelling tool helps
to gain a deeper understanding of the hydrostatic extrusion process. Today, the modelling of
extrusion processes is still in its fledgling stages, due to the extremely large strains and high
gradients involved.
The work presented here, describes the development of a finite–element simulation model of
the hydrostatic extrusion process of magnesium alloys and its validation.
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Kapitel 2
Problemstellung und Zielsetzung
Das hydrostatische Strangpressen erscheint vielversprechend für die wirtschaftliche Herstellung
von Profilen und Rohren aus Magnesium. Allerdings ist der Prozess prinzipbedingt „geschlos-
sen”, d.h. man kann das Werkstück bei der Formgebung nicht beobachten, wie es beispielsweise
beim Freiformschmieden der Fall ist. Aus Sicherheitsgründen wird das Profil in ein Rohr hin-
ein extrudiert, um eine Gefährdung der Mitarbeiter und eine Beschädigung der Anlage durch
die großen im System gespeicherten Energien zu vermeiden, falls es zu einer Totalextrusion
beziehungsweise zu einem Zerbröckeln des Pressguts kommen würde.
Als Hilfsmittel, um den Prozess im Detail analysieren und besser verstehen zu können, bie-
ten sich Simulationstechniken mittels der Finite–Elemente Methode an. Ziel dieser Arbeit ist
die Entwicklung eines Simulationsmodells für das hydrostatische Strangpressen mit Hilfe der
Finite–Elemente Methode. Die Grundlage der Modellierung ist das am IBF entwickelte Pro-
grammsystem bestehend aus dem Pre- und Postprozessor PEP [41] und dem Finite–Elemente
Löser LARSTRAN/Shape [32], der am IBF für umformtechnische Probleme weiterentwickelt
wird [34]. Das Programmsystem verwendet die so genannte Lagrange–Formulierung. Diese
wurde bewusst gewählt, denn nur die Verwendung der Lagrange–Formulierung ermöglicht das
Verhalten des Werkstücks vor dem Erreichen des stationären Zustandes zu modellieren. Das zu
entwickelnde Modell soll durch Vergleich der Simulationsergebnisse mit existierenden analyti-
schen Berechnungsmethoden und durch Abgleich mit in industriellen Versuchen gewonnenen
Daten validiert werden.
Ein spezifisches Kennzeichen des hydrostatischen Strangpressens ist die Möglichkeit, beson-
ders große Querschnittsabnahmen in einem Schritt zu erzielen. Diese Eigenschaft stellt beson-
dere Herausforderungen an das zu entwickelnde Simulationsmodell, der im Rahmen dieser Ar-
beit besondere Beachtung geschenkt werden soll. Die fortlaufende Beschleunigung der für die
numerische Modellierung eingesetzten Rechner sowie die Weiterentwicklung der verwende-
ten Lösungsalgorithmen erlauben es, zunehmend komplexere Umformprozesse mit zunehmend
größeren Formänderungen zu simulieren.
Auch ist das hydrostatische Strangpressen im Gegensatz zu den konventionellen, direkten und
indirekten Strangpressverfahren durch einen nur sehr geringen Reibungseinfluss gekennzeich-
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net. So lässt sich am Beispiel des hydrostatischen Strangpressens das Problem der Modellierung
der großen beim Strangpressen auftretenden Formänderungen isoliert vom Reibungseinfluss be-
trachten. Eine zuverlässige Modellierung derart großer Formänderungen ist auch bei der Simu-
lation konventioneller Strangpressverfahren notwendig. So sind die im Rahmen dieser Arbeit
behandelten Probleme nicht nur für die Modellierung des hydrostatischen Strangpressens von
Interesse, sondern können auch für die Modellierung der konventionellen Strangpressverfahren
genutzt werden.
In dieser Arbeit wird mit Magnesiumlegierungen gearbeitet werden. Das entwickelte Modell ist
jedoch unabhängig vom Werkstoff und kann auch auf andere Werkstoffe übertragen werden. Die
Problematik der Fließkurvenbestimmung und -modellierung bei großen Umformgraden, wie sie
beim Strangpressen auftreten, wird im Rahmen dieser Arbeit dargestellt. Die Entwicklung neuer
Lösungsansätze für diese Problematik ist jedoch keine Zielsetzung dieser Arbeit.
Kapitel 3
Stand der Technik
3.1 Verarbeitung und Anwendungen von Magnesiumwerk-
stoffen
Zu Beginn der dreißiger Jahre des letzten Jahrhunderts war Magnesium als Konstruktionswerk-
stoff stärker verbreitet als heute. Momentan nimmt im Kraftfahrzeugbau durch administrati-
ve Regelungen hinsichtlich Emissionen und Energieverbrauch der Druck auf die Hersteller zu,
durch den Einsatz von Leichtbaukonzepten die Gewichtszunahme bei Personenkraftfahrzeugen
zu stoppen und idealerweise eine Gewichtsabnahme zu erreichen. Magnesium ist aufgrund sei-
ner sehr geringen spezifischen Dichte von ρ = 1,7g/cm3 ein Leichtbauwerkstoff. Dadurch er-
lebt die Verwendung von Magnesium als Konstruktionswerkstoff momentan eine Renaissance.
Bereits zu Beginn des zwanzigsten Jahrhunderts konnte sich Magnesium als Leichtbauwerk-
stoff schon einmal etablieren, war jedoch zwischenzeitlich wieder aus der Konstruktionspraxis
verschwunden [18].
Der weltweite Verbrauch von Magnesium betrug im Jahr 2004 rund 410000 t [117]. Der Einsatz
ist in Tabelle 3.1 nach Verwendungszweck unterteilt dargestellt.
Bemerkenswert ist, dass mehr Magnesium als Legierungselement in Aluminiumlegierungen
verwendet wird als zur Herstellung von Magnesiumlegierungen. Im Vergleich zu den Guss-
legierungen haben Knetlegierungen nur einen sehr kleinen Marktanteil.
Diese Mengen sind im Vergleich zu den etablierten Konstruktionsmetallen sehr gering, wachsen
jedoch außergewöhnlich schnell. So stieg der gesamte Magnesiumverbrauch vom Jahr 2003 bis
Verwendungszweck Menge Anteil
[t] [%]
Legierungselement bei der Aluminiumherstellung 160000 39
Druckgusslegierungen 150000 36,5
Entschwefelung in der Stahlindustrie 80000 19,5
Andere (Knetlegierungen) 20000 5
Tabelle 3.1: Einsatzgebiete von Magnesium
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zum Jahr 2004 um 8 %, die Menge des im Druckguss verarbeiteten Magnesiums sogar um 13 %.
Für die nächste Zukunft wird weiteres überdurchschnittliches Wachstum erwartet [117]. Ermög-
licht wird der Anstieg des Verbrauches durch den sinkenden Rohstoffpreis von Magnesium. Das
verkleinert den Aufpreis, eines aus Magnesium im Vergleich zu einem aus Konkurrenzwerk-
stoffen hergestellten Produkt. Gleichzeitig konnten in den letzten Jahren die Materialeigen-
schaften der technischen Magnesiumlegierungen hinsichtlich der Kriechfestigkeit und Korro-
sionsbeständigkeit verbessert werden. Möglich wird diese Weiterentwicklung durch eine aktive
Forschungslandschaft im Bereich der Legierungsentwicklung und der Magnesiumverarbeitung
in Europa. Einen Überblick über die aktuelle Forschungslandschaft gewährt das DTI Institut in
seinem Bericht MAG TECH [8].
Im Vergleich zu Aluminium zeichnen sich Magnesiumlegierungen durch eine bessere Gießbar-
keit und dünnere beim Gießen herstellbare Wandstärken aus. Ferner ist eine sehr gute Zerspan-
barkeit mit einer im Vergleich zu der mechanischen Bearbeitung von Aluminiumwerkstoffen
deutlich längeren Werkzeugstandzeit gegeben [64, 118]. Bei der Zerspanung und der mechani-
schen Bearbeitung von Magnesium müssen aus Gründen des Feuerschutzes spezifische Sicher-
heitsregeln eingehalten werden [20, 21].
Die Verwendung von Magnesium erfordert mehr als nur den Austausch eines Bauteils. Sol-
len Bauteile, die aus Konkurrenzwerkstoffen produziert werden, durch Magnesiumlegierungen
ersetzt werden, bedarf es der Beachtung besonderer Konstruktionsregeln. Dabei müssen die
Besonderheiten bei der Verbindungstechnik und dem Korrosionsschutz — Stichwort „magne-
siumgerechtes Konstruieren” — berücksichtigt werden.
Der Werkstoff Magnesium wird bereits heute in folgenden Produkten eingesetzt:
• Gussbauteile im PKW: Kurbelgehäuse aus Magnesium mit Aluminiumkernen, Pedale,
Instrumententafelträger
• Gussbauteile und tiefgezogene Blechbauteile: in Notebooks, Digitalkameras, portablen
Musikabspielgeräten und Mobiltelefonen
• Gussbauteile in Sportgeräten: Federgabeln für Fahrräder, Pedalkörper
• Gussbauteile in Werkzeuggeräten: Druckluft–Nagelgeräte, handgeführte Kreissägen
• Stranggepresste Knetlegierungen: Opferanoden zum Korrosionsschutz von Pipelines und
Schiffen
• Gewalzte Bleche: Druckplatten zur fototechnischen Belichtung beim Offsetdruck.
Die Herausforderungen bei der Umformung von Magnesium werden durch die Kristallstruktur
hervorgerufen. Da Magnesium in der hexagonal dichtesten Kugelpackung (hdp) kristallisiert,
besteht eine schlechte Eignung für die Kaltumformung. Ursache hierfür ist, dass unterhalb ei-
ner Temperatur von 225°C eine Umformung nur durch zwei unabhängige Gleitsysteme erfolgt
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und somit die Bedingung nach fünf unabhängigen Gleitsystemen für eine uneingeschränkte
Formänderung nicht erfüllt ist [44]. Erst bei Temperaturen oberhalb von rund 225°C nimmt die
Umformbarkeit durch Bildung zusätzlicher pyramidaler Gleitebenen stark zu. Aus diesem Zu-
sammenhang resultiert die Notwendigkeit zur Warmumformung. Alternativ beziehungsweise
unterstützend kann die Umformung auch bei einem hohen hydrostatischen Spannungszustand
erfolgen, wie er zum Beispiel beim hydrostatischen Strangpressen gegeben ist.
Das direkte und indirekte Strangpressen von Magnesiumlegierungen lässt insbesondere im Ver-
gleich zum Strangpressen von Aluminium nur langsame Pressgeschwindigkeiten zu, die bei den
einfach zu verpressenden Legierungen und relativ einfachen Geometrien maximal 20–30 m/min
erreichen. Bei den schwieriger zu verpressenden Legierungen und bei anspruchsvolleren Profil-
geometrien ist die mögliche Produktionsgeschwindigkeit sogar um den Faktor 10 kleiner [19,
62]. Dadurch wird die Produktivität stark begrenzt und die entstehenden hohen Verarbeitungs-
kosten verhindern den Markteintritt von stranggepressten Magnesiumlegierungen. Verbesserun-
gen auf dem Gebiet der Legierungseigenschaften und der magnesiumgerechten Verarbeitungs-
technologie erlauben eine deutliche Erhöhung der Pressgeschwindigkeit, die zu einer Kostenre-
duzierung der Magnesiumprofile führt [83].
Die Anwendung des hydrostatischen Strangpressens verspricht durch die zur Magnesiumumfor-
mung besonders vorteilhaften Prozessbedingungen, die Pressgeschwindigkeiten deutlich erhö-
hen zu können [104].
3.2 Das hydrostatische Strangpressen
Das Strangpressen ist nach DIN 8583 ein Fertigungsverfahren der Gruppe Umformen und ge-
hört, wie alle Strangpressvarianten, zu der Verfahrensgruppe „Druckumformen” [33].
Die Verfahren des Strangpressens werden unterteilt in:
• Direktes Strangpressen
• Indirektes Strangpressen
• Hydrostatisches Strangpressen
• Sonderverfahren.
Bevor das hydrostatische Strangpressen eingehend vorgestellt wird, seien zunächst die beiden
erstgenannten Verfahren kurz beschrieben. Auf eine Beschreibung der Sonderverfahren im Rah-
men dieser Arbeit wird wegen ihrer sehr geringen Marktbedeutung verzichtet.
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3.2.1 Funktionsprinzip
Das direkte Strangpressen ist auch unter der Bezeichnung Vorwärts–Strangpressen bekannt.
Es ist die am weitesten verbreitete Prozessvariante des Strangpressens und ist schematisch
nach [69] in Abbildung 3.1 dargestellt.
Abbildung 3.1: Direktes Strangpressen [69]
Bei dem direkten Strangpressen wird das Werkstück, das Block genannt wird, mit einer vom
Stempel bewegten Pressscheibe durch die formgebende Flachmatrize gedrückt. Charakteris-
tisch für dieses Verfahren ist der starke Reibungseinfluss in der Kontaktzone zwischen dem
Block und dem Rezipienten auf die Presskraft. Üblicherweise werden beim direkten Strang-
pressen Flachmatrizen verwendet.
Abbildung 3.2: Zonen im Werkstück beim Strangpressen [69]
Durch den starken Reibungseinfluss zwischen Block und Matrize bildet sich beim Strangpres-
sen mit Flachmatrizen eine fließbehinderte Zone vor der Matrize aus, die als „tote Zone” be-
zeichnet wird. Abbildung 3.2 zeigt schematisch die Lage der toten Zone im Werkstück [69].
Beim Strangpressen mit konischen Matrizen bildet sich eine solche Zone bei hinreichend klei-
nen Matrizenwinkeln α nicht aus. Entlang der Mantelfläche des Blockes sowie an der Grenze
zwischen der plastischen und der toten Zone wirken starke Scherspannungen im Werkstück, die
bei schwer umformbaren Werkstoffen zu Schädigungen des Werkstoffs führen können. Typi-
sche Schädigungen sind Risse und Abplatzungen.
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Für das Pressen von Hohlkörpern, die in vielen Fällen komplexe Querschnittsgeometrien haben,
werden Brückenmatrizen verwendet. Beim Strangpressen von Rohren findet auch das Pressen
mit einem Innendorn Verwendung.
Das so genannte „Block–an–Block–Pressen”, bei dem vor dem vollständigen Verpressen eines
Blockes der nächste zu pressende Block in den Rezipienten eingelegt wird, ermöglicht bei der
Verarbeitung von gut verschweißenden Werkstoffen die Herstellung unendlich langer Profile.
Diese Prozessvariante wird bevorzugt zum Strangpressen von Drähten eingesetzt.
Die zweithäufigste Prozessvariante ist das indirekte Strangpressen, das auch als Rückwärts–
Strangpressen bezeichnet wird, siehe Abbildung 3.3 [69].
Abbildung 3.3: Indirektes Strangpressen [69]
Das Charakteristikum dieser Prozessvariante ist die Kinematik: Ein Hohlstempel bewegt die
Matrize entgegengesetzt zur Austrittsrichtung des Stranges und schiebt dabei die Matrize auf
das Werkstück zu. Es gibt keine Relativbewegung zwischen dem Rezipienten und dem Block,
wodurch die Reibungsverluste entfallen. Der Reibungszustand in der Matrize bleibt jedoch un-
verändert. Daraus resultieren im Vergleich zum direkten Strangpressen geringere Presskräfte,
die das Verfahren auch für Legierungen mit hohem Umformwiderstand einsetzbar machen.
Allerdings ist die Profillänge durch die Länge des Hohlstempels begrenzt und das Block–an–
Block–Pressen nicht möglich.
Für eine ausführliche Abhandlung dieser zwei am weitesten verbreiteten Verfahrensvarianten
des Strangpressens sei auf [17, 72, 86] verwiesen.
Das Prinzip des hydrostatischen Strangpressens ist in Abbildung 3.4 dargestellt [69].
Die Verfahrenskinematik entspricht der Kinematik des direkten Strangpressens, d.h. die Bewe-
gungsrichtung des austretenden Stranges ist gleichsinnig zu der Stempelbewegung. Die Matrize
ist konisch und liegt nicht auf ihrer ganzen Länge am Rezipienten an, sondern ist von der Druck-
flüssigkeit umflossen [54].
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Abbildung 3.4: Hydrostatisches Strangpressen [69]
Die zu verpressenden Blöcke haben einen Außendurchmesser, der kleiner als der Innendurch-
messer des Rezipienten sein muss. Die Blockspitze muss passgenau angespitzt in die Matrize
eingelegt werden, damit die Matrizenöffnung von Beginn des Prozesses an druckdicht verschlos-
sen ist. Der den Block und die Matrize umgebende Hohlraum wird mit einem Druckmedium
gefüllt und die Umformkammer mit dem Pressstempel verschlossen. Zwischen dem Pressstem-
pel und dem Block verbleibt auch während des Pressens ein mit der Druckflüssigkeit ausgefüll-
ter Abstand. Hochdruckdichtungen dichten die Presskammer gegen Verlust des Druckmediums
ab [90].
Zu Beginn des Prozesses bringt der Pressstempel die Presskraft auf das Wirkmedium auf, der
Druck wird gesteigert bis der Block plastifiziert und der Pressvorgang beginnt. Der typische
Druckverlauf des Wirkmediums beim hydrostatischen Strangpressen ist in Abbildung 3.5 dar-
gestellt. Zu Prozessbeginn steigt der Druck bis zu einem erhöhten Start–Druck p̂ an, der zur
Überwindung der anfänglichen Haftreibung zwischen Block und Matrize nötig ist. Danach
sinkt der Druck auf den stationären Nenndruck p für die Umformung des Blockes in der quasi–
stationären Pressphase, bei der im Idealfall eine konstante Strangaustrittsgeschwindigkeit vor-
liegt.
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Abbildung 3.5: Druckverlauf beim hydrostatischen Strangpressen (schematisch)
Abbildung 3.6: Reibungszustände [69]
Das Wirkmedium im Hohlraum zwischen Block und Rezipient bewirkt, dass an der Block-
oberfläche Flüssigkeitsreibung mit praktisch nicht vorhandenen Reibungskräften vorliegt [17,
38, 92]. Im Allgemeinen werden beim hydrostatischen Strangpressen Wirkmedien mit guten
Schmiereigenschaften verwendet, die als Schmierstoff in der Wirkfuge zwischen dem Block
und der Matrize wirken. Die Wirkmedien werden durch den hohen Druck in die Wirkfuge hinein
gepresst. Zusätzlich unterstützt die Oberflächenrauhigkeit des Blockes den Transport des Wirk-
mediums in die Matrize. Oft wird bei der Blockvorbereitung auf die Blockspitze eine zusätzli-
che Schmierstoffschicht aufgebracht, um die bei Pressbeginn zu überwindende Haftreibung zu
minimieren. Das in der Matrize befindliche Blockvolumen wird zu Beginn des Prozesses pla-
stifiziert und eventuelle Rauhigkeitsspitzen an seiner Oberfläche werden eingeebnet. Aufgrund
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Produkt Abmessung Pressverhältnis Temperatur Geschwindigkeit
[mm] q [–] ϑ [◦C] v1 [m/min]
Cu–Rohre ∅15 x 1 500 : 1 550 800
Cu–umhülltes Al ? 50–200 : 1 20 35–300
Al–Rohre ∅15 x 1 400 : 1 300 640
Tabelle 3.2: Profilaustrittsgeschwindigkeiten beim hydrostatischen Strangpressen
dieser günstigen Merkmalskombination liegt in der Wirkfuge Mischreibung mit sehr geringen
Reibungskräften vor [93]. Abbildung 3.6 illustriert den Mischreibungszustand durch eine sche-
matische Gegenüberstellung der grundlegenden Reibungszustände. Typische Coulombsche Rei-
bungszahlen beim hydrostatischen Strangpressen sind µ = 0,02 . . .0,10 [80].
Mit dem Verfahren des hydrostatischen Strangpressens können ohne Werkstoffschädigung sehr
große Pressverhältnisse q ≤ 1200 erreicht werden. Dabei werden Vergleichsformänderungen
bis maximal εv ∼= 7 erreicht. Diese großen Pressverhältnisse erlauben die Herstellung von sehr
langen Produkten aus einem Block. Der Prozess findet bei sehr hohen Strangaustrittsgeschwin-
digkeiten statt, die in Tabelle 3.2 für einige Beispielprodukte aufgelistet sind [14].
In der Umformzone herrscht ein hoher hydrostatischer Spannungsanteil und gleichzeitig im
Vergleich zu den konventionellen Strangpressverfahren geringe Scherspannungen, so dass ins-
besondere schwer umformbare Werkstoffe mit diesem Verfahren erfolgreich verpresst werden
können. Typische mit dem hydrostatischen Strangpressen hergestellte Produkte werden in Ab-
schnitt 3.2.4 vorgestellt.
In der konischen Umformzone liegt in Richtung der Matrizenöffnung ein exponentieller Zu-
wachs der Formänderungsgeschwindigkeit vor. Die großen Formänderungen und die hohen
Pressgeschwindigkeiten führen in der Umformzone während des Verpressens zu einer adiabati-
schen Erwärmung des umgeformten Werkstoffs. Diese Erwärmung muss bei der Prozessausle-
gung berücksichtigt werden.
Prinzipiell können mit dem hydrostatischen Strangpressen sowohl kalte als auch vorgewärmte
Blöcke verpresst werden. Die maximale Einsatztemperatur ist im Wesentlichen durch die Ei-
genschaften des Druckmediums (Siedepunkt, Flammpunkt) und die Temperaturfestigkeit der
eingesetzten Dichtungen begrenzt und liegt bei ungefähr 700°C.
3.2.2 Industrielle Bedeutung des hydrostatischen Strangpressens
Das Verfahren und die Anlagen zum hydrostatischen Strangpressen wurden durch die Firma
ASEA in den sechziger Jahren zur Marktreife entwickelt. Angeboten wurde eine Serie von
Anlagen mit Rezipientendurchmessern von 94 mm bis 226 mm [11, 12]. Heute ist trotz einer
beachtlichen Menge an durchgeführten Forschungsarbeiten zum hydrostatischen Strangpressen
die wirtschaftliche Relevanz im Vergleich zu den konventionellen Strangpressverfahren sehr
gering [55]. So sind in Europa lediglich drei Pressen bekannt, die industriell eingesetzt werden:
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• Bei der Fa. „Freiberger NE–Metall GmbH” in Freiberg/Sachsen mit einem maximalen
Blockdurchmesser von ∅ = 80mm und einer Blocklänge von 320 mm [42]
• Bei der Fa. „HME”1 in Waalwijk (NL) mit einem maximalen Blockdurchmesser von
∅ = 190mm und einer Blocklänge von 800 mm. Abbildung 3.7 zeigt die Presse der Fir-
ma HME, die auch im Rahmen dieser Arbeit zur Durchführung der industriellen Refe-
renzversuche verwendet wurde
• Die Fa. „Hydrostatic Extrusions Ltd.” in Perth (GB) verfügt über eine Presse mit der
gleichen maximalen Blockabmessung wie die Firma HME.
Abbildung 3.7: Industriell eingesetzte hydrostatische Presse
Das „Applied Superconductivity Center” der University of Wisconsin in Madison (USA) be-
sitzt eine Laboranlage mit zwei austauschbaren Presskammern der Durchmesser ∅ = 0,625′′
und ∅ = 1,25′′ (16 mm und 32 mm Durchmesser) [2]. Ferner sollen in der Russischen Fö-
deration und in Japan hydrostatische Strangpressanlagen existieren, jedoch konnten zu diesen
Anlagen keine Informationen ermittelt werden.
3.2.3 Vor- und Nachteile
Im Vergleich zu den beiden konventionellen Strangpressverfahren besitzt das hydrostatische
Strangpressen folgende Vorteile:
• Keine Reibung zwischen dem Block und dem Rezipienten
• Stark verminderte Reibung in der Matrize
1Zwischenzeitlich wurde die Firma in „Hydrex Materials” umbenannt.
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• Keine „tote” Zone
• Stark verminderte Scherspannungen in der Umformzone
• Sehr hohe Verpressungsgrade
• Relativ homogener Stofffluss
• Gleichmäßigere Werkstoffeigenschaften über dem Querschnitt des Profils
• Hohe Maßhaltigkeit.
Das Verfahren ist durch folgende Nachteile gekennzeichnet:
• Block muss angespitzt werden, um Abdichtung zu gewährleisten
• Befüllen, Entleeren, sowie die sichere Abdichtung sind aufwändig und kostenintensiv
• Große Energien sind im Druckmedium gespeichert
• Gefahr der Totalextrusion ist gegeben
• Lunker und Fehlstellen können zu Aufplatzungen führen, die die Produktqualität herab-
setzen und Sicherheitsvorkehrungen bei der Produktion erfordern. Der Strang wird in ein
Rohr geführt, an dessen Ende ein Betonblock das Umherfliegen von zerbröckelten Werk-
stücken verhindert
• Ein Pressrest muss immer vorhanden sein
• Das Block–an–Block–Pressen ist nicht möglich
• Brückenmatrizen können nicht eingesetzt werden.
Die herstellbaren Profilgeometrien sind dadurch begrenzt, dass Hohlprofile und Rohre nur durch
die Verwendung von Dornen hergestellt werden können. Zu dem Einsatz von Brückenmatrizen
liegen keine Erfahrungen vor. Bei dem Einsatz von Dornen ist maximal eine Kavität im herge-
stellten Profil möglich. Ferner führen stark asymmetrische Profile zu einem ungleichmäßigen
Werkstofffluss und mindern die Maßhaltigkeit der so hergestellten Profile.
3.2.4 Produkte und Anwendungen
Das der Menge nach wichtigste Produkt, das mit dem hydrostatischen Strangpressen herge-
stellt wird, sind Kupferrohre für Wasser-, Heizungs- und Gasinstallationen [51]. Ausgehend
von einem gegossenen Block wird mit dem hydrostatischen Strangpressen das Rohr in einem
Produktionsschritt gepresst, das anschließend nur noch durch einen Ziehvorgang mit fliegenden
Stopfen kalibriert werden muss. Mit dieser Fertigungsroute kann eine sehr gute Maßhaltigkeit
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erreicht werden und die hohe Strangaustrittsgeschwindigkeit führt zu einer wirtschaftlichen Fer-
tigung [15, 94].
Insbesondere für die Herstellung von Supraleitern wird das hydrostatische Strangpressen be-
vorzugt eingesetzt, weil die hohen Drücke, gepaart mit dem geringen Reibungseinfluss zu gut
verdichteten und homogenen Drähten führen. Eine für dieses Produkt derart günstige Eigen-
schaftskombination kann durch kein anderes Fertigungsverfahren erreicht werden [111].
Weitere mit dem hydrostatischen Strangpressen verpressbare Werkstoffe sind im Wesentlichen
Sonderwerkstoffe: pulvermetallurgisch hergestellte Werkstoffverbünde, partikelverstärkte Werk-
stoffe, schwer umformbare Aluminiumlegierungen und Schweißlegierungen [13, 42].
In der Entwicklung befindet sich die Anwendung des hydrostatischen Strangpressens momen-
tan zur Herstellung von Halbzeugen aus Magnesiumwerkstoffen [30, 103]. Werden Magnesi-
umwerkstoffe mit dem hydrostatischen Strangpressen zu Profilen verarbeitet, können diese mit
deutlich höheren Geschwindigkeiten verpresst werden als mit den konventionellen Strangpress-
verfahren. Während des Pressens ist die dynamische Rekristallisation der dominierende mi-
krostrukturelle Mechanismus [104]. Dabei wird das Gussgefüge des Blockes in ein feinkörni-
ges Rekristallisationsgefüge umgewandelt, das günstig für die formgebende Weiterverarbeitung
ist [24]. Der Werkstoff besitzt ein großes Formänderungsvermögen. Beispielsweise kann bei
der Weiterverarbeitung durch Innenhochdruckumformen bei einer Verarbeitungstemperatur im
Bereich von 200–250°C der Durchmesser eines Rohres verdoppelt werden. Beim Rohrbiegen
oberhalb einer kritischen Temperatur sind minimale Biegeradien, die dem Dreifachen des Rohr-
durchmessers entsprechen, erreicht worden. Die ausgeprägte Anisotropie des Fließwiderstandes
bewirkt eine Verschiebung der neutralen Faser und beeinflusst dadurch die Dickenverteilung in
der Querschnittsfläche des Rohres [105, 106]. Zukünftige Anwendungen werden in der Luft-
und Raumfahrt und der Verkehrstechnik erwartet. Diese können aufgrund ihres ausreichend
großen Formänderungsvermögens tragende Strukturkomponenten sein [23].
3.2.5 Modellierung des Werkstoffverhaltens
Beim hydrostatischen Strangpressen werden von allen Massivumformverfahren die größten
Umformgrade erreicht. Zur Beschreibung des Werkstoffverhaltens eines Werkstoffs bei der
Umformung benötigt man einen geeigneten Prüfversuch, idealerweise zur Messung aller Werk-
stoffzustände der gesamten zu modellierenden Prozesszeit. Außerdem muss die experimentell
bestimmte Fließkurve mit einer hinreichend genauen Beschreibung dem FE–System bereitge-
stellt werden.
Gebräuchliche Messverfahren zur Ermittlung von Fließkurven sind der Stauchversuch, der Zug-
versuch und der Torsionsversuch. Ergänzt werden diese durch Sonderverfahren. Die einzelnen
Prüfverfahren können teilweise zu Abweichungen von bis zu 30 % führen, die durch unter-
schiedliche und inhomogene Spannungs- und Formänderungszustände und unterschiedliche
Hypothesen zur Umrechnung der gemessenen Größen auf den einachsigen Spannungszustand
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hervorgerufen werden [69]. Diese Unterschiede machen die Auswahl eines zum betrachteten
Umformverfahren passenden Prüfverfahrens erforderlich. Bei Magnesium–Knetlegierungen ist
der Unterschied der im Druckversuch zu der im Zugversuch ermittelten Fließkurve besonders
groß [85].
In Anbetracht des großen hydrostatischen Spannungsanteils beim hydrostatischen Strangpres-
sen sind der Zylinderstauchversuch oder alternativ der Torsionsversuch dem Zugversuch zur
Fließkurvenbestimmung vorzuziehen [119]. Der Zylinderstauchversuch nach Rastegaev kann
bis zu einem Vergleichsumformgrad von ϕv ≈ 0,7 durchgeführt werden. Durch den Schmier-
stoffrand wird beim Rastegaev–Stauchversuch der Schmierstoff in der Kontaktfläche mit den
Stauchstempeln festgehalten. Dadurch kann der Stauchversuch annähernd reibungsfrei und des-
halb mit homogener Umformung durchgeführt werden [88, 95, 120].
Beim industriellen Einsatz des hydrostatischen Strangpressens werden Umformgrade erreicht,
die aufgrund des günstigen Spannungszustandes weit oberhalb der Grenze des maximal mit dem
Stauchversuch erreichbaren Umformgrades liegen. Größere Umformgrade als mit dem Stauch-
versuch können mit dem Torsionsversuch ermittelt werden, der jedoch eine inhomogene Vertei-
lung der Spannung und der Formänderung aufweist. Eine Variante des Torsionsversuches um-
geht diese Problematik durch den Einsatz von dünnwandigen Rohren als Probenkörper, jedoch
mit dem Nachteil der geometrischen Instabilität, die die erreichbare Formänderung begrenzt.
Auch wenn bei empirisch–mathematischen Werkstoffmodellen die Gefügeentwicklung nicht
explizit modelliert wird, so kann man die Entfestigung durch die dynamische Rekristallisation
während des Umformvorgangs in der Fließkurvenbeschreibung berücksichtigen, sofern sie bei
dem verwendeten Messverfahren auftritt.
Die im Rahmen dieser Arbeit untersuchten Magnesiumlegierungen zeigen bei der Umformung
mit dem Verfahren des hydrostatischen Strangpressens ein ausgeprägtes Rekristallisationsver-
halten [24, 30, 61, 104], das bei der Beschreibung der Fließkurve berücksichtigt werden muss.
Abbildung 3.8 zeigt systematisch eine Warmfließkurve für einen Werkstoff mit ausgeprägtem
dynamischen Rekristallisationsverhalten [69]. Im Anfangsbereich unterscheidet sich die Fließ-
kurve eines dynamisch rekristallisierenden Werkstoffs nicht von der eines nicht dynamisch re-
kristallisierenden Werkstoffs. Erst oberhalb einer kritischen Formänderung beginnen einzelne
Körner zu rekristallisieren und erzeugen dadurch eine lokale Substruktur. In Folge zunehmen-
der rekristallisierter Anteile am Gesamtgefüge entfestigt der Werkstoff. Die resultierende Fließ-
kurve ist die Summe der Anteile der lokalen Fließkurven aller Subgefüge. Die Subgefüge re-
kristallisieren von neuem, wenn sie erneut die kritische Formänderung erreichen. Ab einem
bestimmten Umformgrad stellt sich ein Gleichgewicht aus Ver- und Entfestigung ein, so dass
ab dieser Vergleichsformänderung die resultierende Fließspannung konstant bleibt [69]. Für ei-
ne umfassende metallphysikalische Beschreibung der Ver- und Entfestigungsvorgänge bei der
Umformung metallischer Werkstoffe sei der Leser auf [44] verwiesen.
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Abbildung 3.8: Warmfließkurve eines Werkstoffs mit dynamischer Rekristallisation [60]
Die Messung der Fließkurven bis zu Umformgraden, die im industriellen Einsatz des hydrosta-
tischen Strangpressens erreicht werden, ist nicht möglich. Allerdings erlaubt das Erreichen der
stationären Fließspannung die Abschätzung und Extrapolation dieser stationären Fließspannung
hin zu größeren Umformgraden.
Soll der Umformprozess in einer rein plastomechanischen Simulation modelliert werden, bei
der die Zielgröße beispielsweise der benötigte Kraftaufwand und die Produktgeometrie sind,
die Gefügeveränderung jedoch nicht, dann sind empirisch–mathematische Werkstoffmodelle
zur Beschreibung der versuchstechnisch ermittelten Fließkurven zu verwenden. Die Fließspan-
nung k f wird damit als Zustandsgröße, d.h. ausschließlich abhängig von den lokalen momenta-
nen Werten der Temperatur ϑ , der Formänderungsgeschwindigkeit ε˙ und der Formänderung ε
beschrieben
k f = f (ε, ε˙,ϑ). (3.1)
Bei der Beschreibung der Fließkurven nutzt man im Allgemeinen anstatt der lokalen Größen
Vergleichsformänderung εv und der Vergleichsformänderungsgeschwindigkeit ε˙v die globalen
Größen Umformgrad ϕ und Umformgeschwindigkeit ϕ˙ , die bei lokaler Betrachtung den örtli-
chen Größen ε und ε˙ entsprechen.
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Ein häufig verwendetes Werkstoffmodell ist beispielsweise die „Ludwik–Gleichung” [52, 77]
k f = k f 0 +a1 ·ϕa2 . (3.2)
Die Ludwik–Gleichung beschreibt stetig verfestigendes Materialverhalten und wird folglich vor
allem für die Fließkurvenbeschreibung bei der Kaltumformung eingesetzt.
Der Einsatz der Hensel–Spittel–Formulierung [48, 108] ermöglicht die mathematische Beschrei-
bung von entfestigendem Materialverhalten, jedoch ist die Beschreibung mit der Hensel–Spittel–
Gleichung oftmals nicht zufrieden stellend, weil der Übergang zu einem stationären Verlauf
nicht immer hinreichend genau berücksichtigt werden kann, wie in Abbildung 3.9 dargestellt
ist [69].
gemessen
nachgebildet
k f
Abbildung 3.9: Beschreibung von entfestigendem Materialverhalten [69]
Im Programmsystem PEP & LARSTRAN/Shape können folgende Varianten der Hensel–Spit-
tel–Formulierung eingesetzt werden:
k f = a1 · ea2·ϑ · ϕ˙a3 ·ϕa4 · ea5·ϕ (3.3)
k f = a1 · ea2·ϑ · ϕ˙a3+a4·ϑ ·ϕa5 · ea6·ϕ (3.4)
k f = a1 · ea2·ϑ · ϕ˙a3 ·ϕa4 · e
a5
ϕ . (3.5)
Für eine genauere Abbildung der Fließkurven bei entfestigendem Werkstoffverhalten bieten
plastomechanische Simulationsprogramme die Möglichkeit, eine tabellarische Beschreibung
der Fließkurve vorzugeben. Nachteilig bei der Verwendung der tabellarischen Fließkurvenbe-
schreibungen ist der erhöhte Rechenaufwand durch die Notwendigkeit zwischen den Stützstel-
len der Tabelle interpolieren zu müssen.
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Soll der jeweilige Gefügezustand modelliert und der jeweils aktuelle Gefügezustand explizit in
die Beschreibung der Fließspannung einbezogen werden, muss man anstatt empirisch–mathe-
matischer Modelle metallphysikalische Modelle zur Werkstoffmodellierung während der plas-
tomechanischen Simulation verwenden [76].
Das Formänderungsvermögen beschreibt den mit einem bestimmten Umformverfahren erreich-
baren maximalen Vergleichsumformgrad ϕvB, den der Werkstoff ohne Schädigung ertragen
kann. Das Formänderungsvermögen εvB ist die analoge lokale Größe und beschreibt die ma-
ximal lokal erreichbare Vergleichsformänderung εv, die bei dem Werkstoff ohne Schädigung
ertragen werden kann [69].
Die Umformung mit großem überlagerten hydrostatischem Spannungsanteil, der einen positi-
ven Einfluss auf das Werkstoffverhalten bei der Umformung hat, ist ein weiteres Merkmal des
hydrostatischen Strangpressens. Während Zugspannungen die Aufweitung von kleinsten Poren
und Einschlüssen zu Rissen bewirken, führt ein Druck–Spannungszustand zu einem deutlich er-
höhten Formänderungsvermögen. Vor allem die Lage des hydrostatischen Spannungsanteils σm
im Vergleich zu den drei Hauptnormalspannungen σ1,σ2,σ3 beziehungsweise die Größe des auf
die Fließspannung bezogenen Wertes σm/k f hat einen wesentlichen Einfluss auf das Formände-
rungsvermögen εvB [69].
Zur Untersuchung dieses Effektes wurden jeweils Zug- und Stauchversuche mit überlagertem
hydrostatischem Druck durchgeführt. Dabei wurde mit steigendem Betrag des bezogenen hy-
drostatischen Spannungsanteils ein erhöhtes Umformvermögen beobachtet [74, 91].
Bei Umformung mit dem Prozess des hydrostatischen Strangpressens steigt das Formänderungs-
vermögen und in Folge dessen auch das Umformvermögen an. Pugh, der intensive Studien zum
Umformverhalten metallischer und anderer Werkstoffe unter der Einwirkung von hydrostati-
schem Druck im Allgemeinen als auch des hydrostatischen Strangpressens durchgeführt hat,
erklärt die positiven Eigenschaften von hydrostatisch umgeformten Werkstoffen wie folgt [92]:
• Eine Umformung, die unter erhöhtem hydrostatischen Druck durchgeführt wurde, führt
zu deutlich geringerer interner Schädigung des Werkstücks als ohne Vorhandensein von
erhöhtem hydrostatischen Druck. Interne Schädigungen wie Mikrorisse und Lunker sind
die Folge von Zugspannungen, die an diesen Stellen einen kritischen Wert für den Werk-
stoff überschreiten. Die Überlagerung von hydrostatischen Drücken verschiebt die Span-
nungen in den Druckbereich und reduziert so die Zugspannungen unter den kritischen
Wert, ohne die deviatorischen Komponenten des Spannungssystems zu beeinflussen.
• Daraus folgt, dass Metalle bei Vorhandensein von großen äußeren hydrostatischen Druck-
spannungen deutlich stärker ohne Schädigung umgeformt werden können. Diese hydro-
statischen Druckspannungen können von einem äußeren Druckmedium, beispielsweise
einer komprimierten Flüssigkeit, einem weicheren Festkörper oder auch durch Werkzeu-
ge, die das Werkstück einschließen, erzeugt werden. Dieses Prinzip erklärt, warum trotz
KAPITEL 3. STAND DER TECHNIK 29
relativ geringer erreichbarer Bruchdehnungen (Umformgrade) im Zugversuch mit demsel-
ben Material große Umformgrade beim direkten Strangpressen und beim hydrostatischen
Strangpressen möglich sind.
Fließ
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Abbildung 3.10: Einfluss des Spannungszustandes auf das Formänderungsvermögen [69]
Abbildung 3.11: Einfluss des hydrostatischen Druckes auf den Porenanteil im Werkstoff [112]
Eine Umformung unter hohem hydrostatischem Druck hat keine erhöhte Festigkeit zur Fol-
ge [74]. Jedoch nimmt mit steigendem hydrostatischen Druck die Zahl der Poren in einem
Werkstoff ab, wie in Abbildung 3.11 veranschaulicht wird [112]. Auch ist die Volumenzunah-
me bei Umformung unter hydrostatischem Druck kleiner als ohne [74]. Eine geringere Zahl
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an Poren im Werkstoff nach der Umformung wirkt sich positiv auf das verbleibende Umform-
vermögen des Werkstoffs aus. Für den Werkstoff Magnesium wurde dieses am Beispiel des
hydrostatischen Strangpressens mit neu entwickelten Legierungen gezeigt [23, 106].
Zusätzlich zu den Rissen, die lokal durch eine Überschreitung des zulässigen Formänderungs-
vermögens εvB hervorgerufen werden, existiert der Schädigungsmechanismus der Korngrenzen-
aufschmelzung. Durch die Dissipationswärme bei der Umformung und die Reibungswärme zwi-
schen Werkstück und Matrize kommt es zu einer oberflächennahen Erwärmung des Werkstücks,
die bei Überschreiten der Solidus–Linie der Legierung zu einer Aufschmelzung an den Korn-
grenzen führt. Diese Korngrenzenaufschmelzung wird in einem deutlich geringeren Maße von
dem überlagerten Spannungszustand beeinflusst als das Formänderungsvermögen [57].
In der Literatur [109] wird angemerkt, dass die Kenntnisse über den wahren Zusammenhang
zwischen Spannungszustand und dem Formänderungsvermögen mit einer gewissen Unsicher-
heit behaftet sind. Jedoch ist der qualitative Zusammenhang gesichert, dass das Formänderungs-
vermögen vom hydrostatischen Spannungsanteil σm beziehungsweise der mittleren Hauptnor-
malspannung σ2 in Relation zu der minimalen Hauptnormalspannung σ1 und der maximalen
Hauptnormalspannung σ3, abhängig ist. Je größer der hydrostatischen Spannungsanteil σm im
Vergleich zu den Hauptnormalspannungen ist, desto günstiger ist der Spannungszustand für
die Umformbarkeit. Abbildung 3.10 zeigt schematisch diesen Zusammenhang und ordnet die
Umformprozesse den Spannungszuständen zu [109]. Beim hydrostatischen und konvetionel-
len Strangpressverfahren ist der hydrostatische Spannungsanteil σm größer als bei den meisten
Umformverfahren. Jedoch ist der hydrostatische Spannungsanteil beim hydrostatischen nicht
größer als bei konvetionellen Strangpressverfahren.
Der hohe hydrostatische Druck beim hydrostatischen Strangpressen wirkt sich auf die Fließkur-
ve des umgeformten Werkstoffes aus. Nach [74] gilt im Allgemeinen, dass unabhängig vom
Werkstoff, der Wärmebehandlung und der Formänderung die Fließspannung k f um 1 % pro Ki-
lobar Druckerhöhung ∆p steigt. Bei einer weiteren Umformung unter Atmosphärendruck geht
die Fließspannungszunahme wieder zurück.
3.3 Analytische Methoden zur Analyse des Strangpressens
Es existieren folgende analytische Methoden, die zum Berechnen von Umformprozessen geeig-
net sind:
• Elementare Plastizitätstheorie
• Empirische Strangpressformeln
• Schrankenmethode
• Gleitlinientheorie.
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Die Elementare Plastizitätstheorie ist eine anerkannte analytische Methode zur Berechnung der
globalen umformtechnischen Größen Kraft- und Arbeitsbedarf sowie eingeschränkt der lokalen
umformtechnischen Größen Spannungen, Formänderungen und Geschwindigkeiten. Sie wird
ausführlich in [69] vorgestellt.
Die Elementare Theorie basiert auf der Vereinfachung, dass bei der Umformung in eine Raum-
richtung infinitesimal kleine Volumenelemente betrachtet werden, die streifen-, scheiben- oder
röhrenförmig sein können. Dementsprechend unterscheidet man die Grundelemente Streifen-
Scheiben- und Röhrenmodell.
Die Kinematik dieser Grundelemente wird bei Verwendung der Elementaren Theorie verein-
facht vorgegeben und erfordert, dass die drei Grundelemente bei ihrer Umformung eben bleiben.
Eine Verkrümmung ist nicht zulässig.
Die Abweichungen dieser Vorgaben von der Realität führen bei den berechneten Spannungen zu
Ungenauigkeiten, die mit größer werdendem Einfluss von Wandreibung und der Werkzeuggeo-
metrie auf die Umformkinematik verstärkt werden. Trotz dieser Mängel liefert die Elementare
Theorie zuverlässige Aussagen zu integralen Größen wie Kräften, Momenten, Energien und
Leistungen. Lokale Größen werden entsprechend der Vereinfachungen nur näherungsweise be-
schrieben.
Die Gültigkeit der Elementaren Plastizitätstheorie beim Strangpressen beschränkt sich auf axi-
alsymmetrische Geometrien. Zur Berechnung des Pressens von Rundstangen aus einem Rund-
block wird das Scheibenmodell, zur Berechnung der Herstellung von Rohren aus (Hohl-)blöcken
wird das Röhrenmodell eingesetzt. Das Pressen von Profilen kann mit der Elementaren Theorie
nicht berechnet werden.
Die globale Größe Vergleichsumformgrad ϕv wird für rotationssymmetrische Geometrien nach
der Elementaren Theorie mit folgender Formel berechnet
ϕv = 2 · ln
d0
d1
. (3.6)
Sie ist lediglich vom Durchmesser des Blockes d0 und dem Durchmesser des daraus erzeugten
Stranges d1 abhängig und berücksichtigt nur den Dehnungsanteil, Schiebungen werden nicht
berücksichtigt.
Schiebungen an Ein- und Auslauf der Umformzone, die durch die Umlenkung des Werkstoffs
entstehen, erhöhen die Formänderung, so dass bei Berücksichtigung dieser für die lokale Größe
Vergleichsformänderung an der Oberfläche des Stranges
εv = 2 · ln
d0
d1
+
2√
3
· 2
3
α. (3.7)
gilt. Nicht berücksichtigt werden die Schiebungen aufgrund von Reibungseinflüssen.
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Mit Berücksichtigung der Schiebungen wird die Vergleichsformänderung εv im Querschnitt des
Stranges wie folgt beschrieben
εv = 2 · ln
d0
d1
+
2√
3
· 23α ·
r
r1
. (3.8)
Die Größen α , r1 und r und die mit der Elementaren Theorie berechnete lokale Verteilung
der Vergleichsformänderung εv im Querschnitt des Stranges werden in Abbildung 3.12 darge-
stellt. Der Schiebungsanteil nimmt ausgehend von der Oberfläche des Werkstücks radial zur
Strangmitte hin linear ab, wo kein Schiebungseinfluss gegeben ist.
(a) Definition der Größen
(b) Schiebungsanteil der Vergleichsformänderung
Abbildung 3.12: Schiebungsanteil des Vergleichsumformgrades
Empirische Formeln beschreiben das Strangpressen aus der „Sicht des Anwenders” und bieten
eine analytische Prozessbeschreibung. Eine Analyse und Diskussion der in der (westeuropäi-
schen) Literatur bekannten Strangpressformeln (für das direkte und indirekte Strangpressen)
bietet [68]. In dieser Arbeit wurden die Strangpressformeln untereinander und mit Messwerten
aus Pressungen von Rundquerschnitten verglichen. Diese Arbeit zeigt, dass insbesondere die
Berücksichtigung des Reibungseinflusses einen großen Einfluss auf die Berechnungsgenauig-
keit beim direkten und indirekten Strangpressen hat.
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Mit der Schrankenmethode kann eine Näherungslösung der umformtechnischen Zielgrößen be-
rechnet werden, indem man nach dem Prinzip der oberen Schranke ein kinematisch sinnvolles
Geschwindigkeitsfeld annimmt und mit diesem dann die Leistung zur Durchführung des Um-
formprozesses berechnet, die jedoch höher als die im Realprozess tatsächlich benötigte Leistung
ist. Anwendungen dieser Methode auf das Strangpressen sind in [59, 63, 101, 114] dokumen-
tiert. Bei dem Prinzip der unteren Schranke wird ein statisch zulässiges Spannungsfeld abge-
schätzt und mit diesem die Leistung berechnet, die maximal zur Durchführung des Prozesses
notwendig ist [70].
Die Gleitlinientheorie ist eine analytische Lösungsmethode der plastomechanischen Grundglei-
chungen. Eine kurze Einführung bietet [69]. Die so genannten Gleitlinien sind ein System ortho-
gonaler Kurvenscharen, die jeweils in die Richtung der maximalen Schubspannung verlaufen.
Sie müssen für jede Umformgeometrie konstruiert werden. Für das Strangpressen sind Gleitli-
nienfelder für ebene und axialsymmetrische Geometrien erstellt worden [27, 100, 110].
Die Bedeutung dieser beiden letztgenannten Methoden nimmt ab, weil sie aufwändig in der
Anwendung sind und nicht bei Profilen angewendet werden können. Sie werden zunehmend
durch die Finite–Elemente Methode abgelöst, die nicht nur globale Größen, sondern für eine
Vielzahl von Umformprozessen auch lokale Größen berechnen kann. Sie wird in Abschnitt 3.4
näher vorgestellt.
3.4 Numerische Modellierung mit der Finite–Elemente
Methode
3.4.1 Die Finite–Elemente Methode
Die Finite–Elemente Methode (FEM) ist ein numerisches Verfahren zur näherungsweisen Lö-
sung insbesondere elliptischer, partieller Differentialgleichungen mit Randbedingungen. Diese
Methode wird erfolgreich zur Berechnung von physikalischen Vorgängen verwendet. Die erste
Anwendung ist im Jahr 1943 dokumentiert [29]. Diese Veröffentlichung wird als die Geburts-
stunde der Finiten–Elemente Methode in der Mechanik angesehen [128]. Der Begriff „Finite–
Elemente” wurde jedoch erst im Jahr 1960 geprägt [28].
Die der Finiten–Elemente Methode zugrunde liegende Mathematik ist nicht Thema dieser Ar-
beit, diesbezüglich sei auf die Standardwerke [10, 16, 65, 124, 130, 131] verwiesen. Hier
wird lediglich auf für das weitere Verständnis dieser Arbeit wichtige Besonderheiten der FEM–
Simulation des Strangpressens eingegangen.
Bei der numerischen Simulation von Umformprozessen treten drei Arten von Nichtlinearitäten
auf, die bei der Finite–Elemente Modellierung berücksichtigt werden müssen:
• Geometrische Nichtlinearität, hervorgerufen durch in Relation zur Elementgröße nicht
mehr kleine Verschiebungen
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• Nichtlinearität des Werkstoffverhaltens durch den nichtlinearen Zusammenhang zwischen
Formänderungen und Spannungen im plastifizierten Zustand
• Nichtlinearität der Randbedingung aufgrund der sich ändernden Kontaktsituation und der
thermischen Zustände.
Diese Nichtlinearitäten erzwingen zusätzlich zu der räumlichen Diskretisierung des Kontinu-
ums auch eine zeitliche Diskretisierung. Außerdem ist eine iterative Lösung des durch die Stei-
figkeitsmatrix beschriebenen Gleichungssystems notwendig.
Für die Simulation von Massiv–Umformprozessen, zu denen das Strangpressen zählt, hat sich
die implizite FEM durchgesetzt, während Blechumformprozesse (insbesondere das Tiefziehen)
erfolgreich mit der expliziten FEM berechnet werden.
Implizite Löser haben den Vorteil einer besseren Stabilität, da die Lösung nur eingeschränkt von
der Lösung des vorhergehenden Zeitschrittes abhängig ist. Allerdings steigt bei impliziten Lö-
sern die Rechenzeit ab einer bestimmten Problemgröße schneller als bei expliziten an. Auch ist
eine Parallelisierung zur Rechenzeitverkürzung in impliziten Lösern schwieriger zu implemen-
tieren. Die im Rahmen dieser Arbeit entwickelten Modelle sind prinzipiell mit beiden Klassen
von Lösern berechenbar.
Ein im Zusammenhang mit der Modellierung von Umformprozessen wichtiges Unterschei-
dungsmerkmal von Finite-Elemente-Programmen ist die Formulierung der Bewegung und De-
formation des betrachteten Körpers. Man unterscheidet hierzu die Lagrange- (materielle) und
die Euler- (räumliche) Formulierung, die beide bei der Simulation des Strangpressens Verwen-
dung finden.
Die Euler–Formulierung verwendet ein ortsfestes Netz, durch das der Werkstoff während seiner
Umformung durchströmt, während bei der Lagrange–Formulierung ein materialbezogenes Netz
verwendet wird, das sich mit dem Werkstück verformt.
Daraus folgt, dass die Euler–Formulierung Auskunft über die zeitliche Veränderung der Eigen-
schaften an einer bestimmten Koordinate gibt, jedoch nicht über die zeitliche Veränderung der
Eigenschaften eines bestimmten materiellen Teilchens. Euler–Verfahren finden vorzugsweise
in der Fluidmechanik Anwendung [16]. In der Umformtechnik ist diese Betrachtungsweise nur
bei starkem Formzwang, wie er beim Walzen, Ziehen oder Strangpressen gegeben ist, sinnvoll.
Euler–Verfahren berechnen den quasi–stationären Zustand.
Bei Verwendung der Lagrange–Formulierung berechnet man die Veränderung der Eigenschaf-
ten eines bestimmten Materialpunktes als Funktion der Zeit, während er seinen Ort verändert.
Der deformierte Zustand folgt aus der Verfolgung der Materialpunkte auf ihren Bahnen vom
Ausgangszustand in den deformierten Zustand. Die Referenzkonfiguration kann dabei entwe-
der der letzte Gleichgewichtszustand (updated Lagrange [49]) oder der Ausgangszustand (total
Lagrange [82]) sein.
Bei Verwendung der Lagrange–Formulierung nimmt die Genauigkeit der Berechnung mit zu-
nehmender Degeneration der Elemente ab. Als Degeneration bezeichnet man die Abweichung
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der Elemente von ihrer Idealform. Gleichzeitig kann sich mit zunehmender Degeneration das
Konvergenzverhalten verschlechtern. Diese Probleme können durch ein geeignetes Verfahren
zur Netzneugenerierung, auch Remeshing genannt, gelöst werden. Ein solches Remeshing er-
setzt das degenerierte Netz durch ein neues, das nur Elemente mit der Idealgeometrie bezie-
hungsweise annähernd der Idealgeometrie enthält. Anschließend werden die physikalischen
Zustandsvariablen der Knoten bzw. der Gausspunkte des alten Netzes auf das neue Netz über-
tragen.
Eine solche Neuvernetzung ist in drei Schritte unterteilt:
1. Entscheidung zur Neuvernetzung
2. Erzeugung des neuen Netzes
3. Übertragung der Zustandsvariablen auf das neue Netz.
Die Entscheidung zur Neuvernetzung wird in der so genannten Modelldiagnose herbeigeführt,
die die Elementgüte fortlaufend jeweils zwischen zwei Zeitschritten der Simulation kontrolliert.
Normalerweise wird als Kriterium einer der folgenden Indikatoren verwendet:
• Fehlerschätzer auf Basis der Elementformulierung und der in einem Element berechneten
Spannungen und Verschiebungen
• Diagnose der Verzerrung der Elementgeometrie
• Fehlerschätzer auf Basis einer Analyse der Steifigkeitsmatrix der Elemente.
Unterschreitet ein Element des Netzes die so berechnete Mindest–Elementgüte, so wird eine
Neuvernetzung ausgelöst. Diese Kriterien werden ausführlich in [46, 129] diskutiert. Die Im-
plementierung der Methodik zur Kontrolle der Elementqualität und die automatisierte Neuver-
netzung mittels typischer Vernetzungsalgorithmen werden in [40] vorgestellt.
Abbildung 3.13: Lage der Gausspunkte bei der Neuvernetzung (schematisch)
Ist ein Netz erfolgreich generiert worden, ist eine Übertragung der physikalischen Größen vom
bisherigen Netz auf das neue erforderlich. Bei der Datenübertragung sind drei Schritte wesent-
lich (siehe Abbildung 3.13):
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1. Im alten Netz: Übertragung der physikalischen Größen von den Gausspunkten der Ele-
mente auf die Knoten des Netzes
2. Übertragung der Knotenwerte des alten Netzes auf die Knoten des neuen Netzes
3. Im neuen Netz: Übertragung der Knotenwerte auf die Gausspunkte der Elemente.
Diese Schritte werden mit folgenden Verfahren durchgeführt:
Schritt 1 nutzt die Ansatzfunktion der verwendeten Elemente, um die technologischen Größen
von den Gausspunkten auf die Knoten des Elementes zu übertragen.
Schritt 2 wird mit einer Interpolation, basierend auf den gewichteten geometrischen Abstän-
den der Knoten der beiden Netze zueinander, durchgeführt [46, 47, 99].
Schritt 3 nutzt die Ansatzfunktionen der verwendeten Elemente.
Dieser Ablauf wird auch im Programmsystem PEP & LARSTRAN/Shape verwendet [40] und
zeichnet sich durch seine Einfachheit und Schnelligkeit aus. Nachteilig bei diesem Vorgehen
ist die in die Raumrichtungen komponentenweise Übertragung der Spannungen und Dehnun-
gen ohne Beachtung ihres Zusammenhanges, der durch das Fließgesetz bedingt wird. Dadurch
kann es in dem Zeitschritt nach einer Neuvernetzung bei einer elastisch–plastisch gekoppelten
Simulation zu verschlechtertem Konvergenzverhalten kommen, bis das modellierte System ein
neues energetisches Minimum gefunden hat. Bei einer starr-plastischen Simulation werden die
Spannungen aus den Verschiebungen berechnet, so dass die Ungenauigkeiten bei der Übertra-
gung der Spannungen keine negativen Auswirkungen haben.
Eine andere Vorgehensweise nutzt die Ansatzfunktionen des alten Netzes für den Schritt 1 und
überspringt Schritt 2 durch Übertragung der Knotenwerte des alten Netzes direkt auf die Gauss-
punkte des neuen unter Verwendung der Ansatzfunktionen des alten Netzes der umgebenden
Elemente [73, 126]. Nachteilig bei dieser Methode ist die Annahme, dass die isoparametrische
Elementformulierung nicht nur für die Verschiebungen, sondern auch für die Komponenten
der Spannungen und Dehnungen verwendet wird. Weitere Unstetigkeiten entstehen bei dieser
Methode dadurch, dass Gausspunkte des neuen Netzes in verschiedenen Elementen des alten
Netzes liegen können, wie Abbildung 3.13 zeigt. Ein weiterer Nachteil ist der große Aufwand
zur Detektion, in welchem (alten) Element sich ein (neuer) Knoten befindet.
Jede Neuvernetzung und die anschließende Datenübertragung ist mit einer Ungenauigkeit ver-
bunden, so dass die Gefahr besteht, dass sich diese Fehler im Verlauf der Simulation durch
wiederholtes Remeshing akkumulieren. Insbesondere bei Prozessen, die eine große Anzahl von
Remeshingoperationen erfordern, muss auf eine hohe Genauigkeit der eingesetzten Remeshing-
und Datenübertragungsalgorithmen Wert gelegt werden. Der Einsatz von nichtlinearen Daten-
übertragungsalgorithmen verspricht eine höhere Genauigkeit. Dieser Ansatz wird im Rahmen
dieser Arbeit verfolgt (Siehe Abschnitt 4.4.3).
Folgende Ursachen für Ungenauigkeiten beim Remeshing sind hervorzuheben:
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Volumenfehler: entstehen bei der Erzeugung des Netzes dadurch, dass eine gekrümmte Werk-
stückoberfläche durch lineare Elemente beschrieben ist und die Knoten des neuen Net-
zes auf die Elementoberfläche platziert werden (siehe Abbildung 3.14). Durch einen Ver-
gleich der Werkstückvolumina der beiden Netze kann dieser Fehler erkannt und durch
eine feinere Netzdiskretisierung verkleinert werden [40].
Abbildung 3.14: Sekantenfehler bei der Neuvernetzung (schematisch)
Interpolationsfehler: entstehen bei der Datenübertragung der technologischen Größen von
den Knoten des alten Werkstücknetzes auf das neu vernetzte Werkstücknetz durch Unge-
nauigkeiten des dazu eingesetzten Interpolationsalgorithmus. Insbesondere die üblicher-
weise eingesetzten linearen Interpolationsmethoden können bei ungünstigen Verteilungen
der zu übertragenen Größen zu einem systematischen Fehler führen, wie in dieser Arbeit
gezeigt (Siehe Abschnitt 4.4.3) wird.
Kontaktstörung: Nach einer Neuvernetzung geht der Kontakt zwischen Werkstück und Werk-
zeug verloren und muss im darauf folgenden Zeitschritt neu erkannt und die zwischen-
zeitlich entstandene Kontaktdurchdringung zurückgedrängt werden. Dabei kommt es zu
einer Diskontinuität der Kontaktkräfte [26].
Aufgrund dieser Fehlerquellen sind die mit der Finite–Elemente Methode berechneten Ergeb-
nisse kritisch zu hinterfragen. Durch den Einsatz von Netzen mit hoher räumlicher Diskretisie-
rung und kurze Zeitschrittweiten kann die Genauigkeit erhöht werden. Eine Sensitivitätsanalyse
kann den Einfluss dieser durch die Diskretisierung beeinflussbaren Fehlerquellen verdeutlichen.
Auch bieten diese Fehlerquellen weiteren Forschungsbedarf um Algorithmen zu ihrer Vermei-
dung zu entwickeln.
3.4.2 Numerische Simulation des direkten & indirekten Strangpressens
Die numerische Simulation mittels der FEM ist in der Blechumformung und bei der Massivum-
formung in der industriellen Praxis inzwischen etabliert [79].
Zur Simulation des Strangpressens werden sowohl Modelle, die eine Euler–Formulierung ver-
wenden, als auch Modelle, die eine Lagrange–Formulierung verwenden eingesetzt. Sie werden
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ausführlich in [56, 81] vorgestellt. Die verwendeten Materialmodelle sind starr–plastisch bezie-
hungsweise starr–viskoplastisch. Die Mehrzahl der Modelle wird thermisch–mechanisch gekop-
pelt simuliert und beschränkt sich auf zweidimensionale Probleme. Numerische Modelle zum
Strangpressen von komplexeren Geometrien wurden erst in letzter Zeit publiziert. Ein Simu-
lationsmodell, mit dem die Geometrie der Vorkammern zum Strangpressen eines H–förmigen
Profils optimiert wurde, stellt [125] vor. Die numerische Modellierung des Strangpressens bei
Verwendung von Brückenmatrizen zur Erzeugung von Hohlprofilen bedarf der Implementie-
rung des Eigenkontaktes, damit das Wiederverschweißen des Werkstoffs im Modell berück-
sichtigt werden kann. Die Implementierung des Eigenkontaktes in ein Simulationsmodell für
2D–Geometrien wird von [56] vorgestellt. Ein dreidimensionales Simulationsmodell, das den
Eigenkontakt und zusätzlich die elastische Werkzeugdeformation modelliert, die bei Brücken-
matrizen besonders ausgeprägt ist, stellt [78] vor. Ein dreidimensionales Simulationsmodell
mit Berücksichtigung des Eigenkontaktes zur Modellierung der Schweißnähte und eines Schä-
digungsmodells zur Vorhersage der Rissbildung in komplexen dreidimensionalen Profilen wird
in [35] dokumentiert. Andere Gruppen simulieren die Belastung der Werkzeuge durch eine Si-
mulation des Strangpressens und nutzen anschließend die aufgezeichnete Belastungsgeschichte
für eine Simulation der zyklischen Werkzeugbelastung durch eine Vielzahl von Pressungen mit
Einsatz von Schädigungsmodellen zur Analyse des Versagensverhaltens des Strangpresswerk-
zeuges [107].
Abbildung 3.15: Für die numerische Simulation des Strangpressens kritischen Bereiche
Bei der numerischen Simulation des Strangpressens mit der Finite–Elemente Methode sind fol-
gende Geometrie- und Prozesseigenschaften besonders herausfordernd (siehe Abbildung 3.15):
• Starke Inhomogenitäten im Geschwindigkeits- und Spannungsfeld im Matrizeneintritt
• Große lokale Gradienten der Relativgeschwindigkeit zwischen Werkstück und Werkzeug
• Kleiner Radius am Matrizeneingang
• Großer Einfluss der (Reibungs-)Randbedingungen insbesondere in der Matrize
• Große plastische Formänderungen und hohen Umformgeschwindigkeiten
• Die Fließkurven für die großen Umformgrade können experimentell nicht ermittelt wer-
den, sondern müssen mittels Extrapolationsverfahren abgeschätzt werden
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• Lange Prozesszeiten in Verbindung mit der Abwesenheit eines stationären Zustandes.
Diese Eigenschaftskombinationen führen zu sehr langen Simulationszeiten und relativ unzuver-
lässigen Simulationsergebnissen. Ferner verhindern die hohen Kosten dieser Simulationen den
industriellen Einsatz, auch weil die Realversuche mit Strangpressmatrizen mit nicht zu großen
Profilquerschnitten relativ preiswert sind.
Ein Benchmark zur numerischen Simulation des direkten Strangpressens mit einer Fünfloch–
Matrize, die durch stark unterschiedliche Austrittsgeschwindigkeiten der verschiedenen Stränge
charakterisiert ist, wurde an der ETH Zürich durchgeführt [53]. Die verschiedenen Programme
zeigten sehr unterschiedliche, teilweise sogar widersprüchliche Ergebnisse. Keines der teilneh-
menden Lagrange–Codes konnte die Geschwindigkeitsverteilung mit guter Übereinstimmung
zum Experiment abbilden. Ein Euler–Code modellierte die Geschwindigkeitsverteilung mit gu-
ter Genauigkeit, allerdings war das berechnete Temperaturfeld im Widerspruch zur Erfahrung.
Dieses Ergebnis zeigt, dass auf dem Gebiet der Strangpresssimulation trotz der Vielzahl von
durchgeführten Forschungsarbeiten weiterhin Entwicklungsbedarf besteht.
Eine kommerzielle Anwendung der FEM beim Strangpressen ist die Auslegung der Strang-
pressmatrizen in Hinblick auf ihre Standzeit. Dazu wird die elastische Deformation von Ma-
trizen simuliert und Spannungsspitzen durch konstruktive Änderungen vermieden. Die elasti-
schen Werkzeugdeformationen werden mit einem rein elastischen Modell simuliert, ohne dass
der Werkstofffluss des umzuformenden Werstücks modelliert wird. Dabei werden die auf die
Matrize wirkenden Kräfte mittels einer Verteilungsfunktion aus der Stempelkraft abgeschätzt.
Eine solche Simulation ist Stand der Technik und die Rechenzeit beträgt nur wenige Minuten.
Bei einigen CAD–Programmen sind elastische Simulationen sogar direkt aufrufbar [43, 121].
Erheblich aufwendiger und deshalb noch nicht allgemeiner Stand der Technik sind Simulatio-
nen der elastischen Werkzeugdeformation mit Simulation des Werkstoffflusses. Bei diesen Si-
mulationen wird die Verteilung der Kontaktspannungen an der Matrize aus der Simulation der
lokalen Spannungsverteilung in der Kontaktzone des Werkstücks mit der Matrize übernommen.
Eine solche gekoppelte Simulation wurde für runde Stäbe, Rechteckprofile und für H–Profile
durchgeführt. Validiert wurden die berechneten Matrizendeformationen mit Messwerten, die
experimentell mit Dehnungsmessstreifen ermittelt wurden [84].
Sollen die Ergebnisse der Finite–Elemente Simulationen, insbesondere die Werkstückdeforma-
tionen mit der Rastermethode validiert werden, empfiehlt es sich, falls es während der Simu-
lation zu Werkstückneuvernetzungen kommt, ein so genanntes Materialflussnetz im Simulati-
onsmodell zu verwenden. Die Geometrie des Materialflussnetzes wird während der Simulati-
on mit den im Simulationsnetz berechneten Verschiebungen aktualisiert. Bei Werkstückneu-
vernetzungen wird das Materialflussnetz nicht neu generiert, so dass es auch nach einem Re-
meshing mit dem Raster vergleichbar bleibt. Die Implementierung des Materialflussnetzes in
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3.4.3 Simulation des hydrostatischen Strangpressens
Während das Thema der numerischen Simulation des konventionellen Strangpressens ausführ-
lich von einer Vielzahl von Autoren behandelt wird, konnten zum Thema der numerischen Si-
mulation des hydrostatischen Strangpressens lediglich zwei Arbeiten ermittelt werden. In den
achtziger Jahren wurden mittels der Finite–Elemente Methode erste Simulationen des hydro-
statischen Strangpressens durchgeführt [80]. Der damalige Entwicklungsstand der Simulations-
technik erlaubte jedoch nur die Modellierung kleiner Querschnittsabnahmen.
Aus der jüngeren Vergangenheit ist nur eine taiwanesische Arbeit bekannt, die sich unter an-
derem mit der Finite–Elemente Simulation des hydrostatischen Strangpressens beschäftigt. In
dieser Arbeit wurde das Versagensverhalten von Kupfer–Aluminium–Verbundwerkstoffen beim
hydrostatischen Strangpressen untersucht und begleitend dazu Simulationen mittels der FEM
mit dem Programm DEFORM durchgeführt [75].
Ein zuverlässiges numerisches Hilfsmittel zur Prozessauslegung von industriell relevanten Pro-
filgeometrien beim hydrostatischen Strangpressen wäre sehr wünschenswert. Trial- und Error–
Methoden, wie sie üblicherweise zur Prozessauslegung beim hydrostatischen Strangpressen ver-
wendet werden, sind zeit- und kostenintensiv. Sie können aufgrund der hohen im Druckmedium
gespeicherten Energien gefährlich sein, falls es zu einer Totalextrusion oder zu einem Zerbrö-
seln des verpressten Werkstücks kommt.
3.5 Experimentelle Methoden zur Analyse des Strangpressens
Durch den beim konventionellen und hydrostatischen Strangpressen prinzipbedingt geschlos-
senen Aufbau der Werkzeuge lässt sich der Werkstofffluss in der Umformzone nicht direkt
beobachten. Der Stofffluss und damit die lokale Verteilung der Formänderungen beim Strang-
pressen lässt sich durch die so genannten visioplastischen Methoden experimentell ermitteln.
Dabei wird ein umzuformender Block mit einem Raster versehen und stufenweise verpresst.
Durch Auswertung des verzerrten Rastermusters kann der Stofffluss analysiert werden.
Es gibt zwei Gruppen von visioplastischen Methoden, die in [31] zusammengestellt sind. Entwe-
der werden Eigenstrukturen des Werkstoffs oder als Markierungen in den Bolzen eingebrachte
Fremdstrukturen zur Analyse des Werkstoffflusses benutzt. Die Markierungen bei Verwendung
von Fremdstrukturen werden ihrerseits in zwei Methoden unterteilt: die Rastermethode und die
Indikatormethode.
Bei der Indikatormethode wird der Block aus plastomechanisch möglichst identischen Werk-
stoffen, die jedoch optisch unterscheidbar sein müssen, zusammengesetzt. Dabei wird der Ma-
trixwerkstoff mit einem Füllwerkstoff in Punkt- oder Linienmustern markiert. Der optische
Kontrast zwischen den verwendeten Werkstoffen kann vor der Auswertung durch Anodisation
beziehungsweise durch Ätzung verstärkt werden.
KAPITEL 3. STAND DER TECHNIK 41
Abbildung 3.16: Bolzen mit Raster
Bei der Rastermethode werden beim Strangpressen Raster auf die Oberflächen, vorzugswei-
se aber auf die Symmetrieebene des Blockes aufgebracht. Ein Beispiel der Anwendung ist
in [127] publiziert. Bei der Anwendung dieser Methode werden die zu verpressenden Blöcke
in ihrer Symmetrieebene geteilt und in der Schnittfläche ein Muster aufgebracht, wie es in
Abbildung 3.16 schematisch dargestellt ist. Bei metallischen Werkstoffen können diese Mus-
ter mechanisch, elektrochemisch, photochemisch oder mittels einer Laserbehandlung erzeugt
werden. Anschließend wird auf die Schnittfläche ein Trennmittel aufgebracht und der Block
wieder zusammengelegt. Das Trennmittel soll gewährleisten, dass die Blockhälften beim Ver-
pressen nicht verschweißen und zur Auswertung getrennt werden können. Sollen die Blöcke mit
dem Verfahren des hydrostatischen Strangpressens verpresst werden, müssen jedoch die beiden
Blockhälften an ihrer Oberfläche verschweißt werden, damit das Druckmedium nicht durch die
Trennfläche aus der Presskammer austritt. Zusätzlich wird für eine sichere Abdichtung empfoh-
len, nur den hinteren Blockteil zu trennen und mit dem Raster zu versehen.
Die präparierten Blöcke werden gegebenenfalls schrittweise verpresst. Die beim Pressen ent-
standenen Verzerrungen der Gitter- beziehungsweise Markierungspunkte können nach dem
Trennen der Blockhälften ausgewertet und die lokalen plastomechanischen Größen quantitativ
ermittelt werden [113, 122]. Dazu wird aus den Verschiebungen der Gitterpunkte und der Press-
geschwindigkeit das Geschwindigkeitsfeld bestimmt und durch Anwendung der plastomecha-
nischen Grundgleichungen [69] die lokale Formänderungsverteilung näherungsweise ermittelt.
So wird die Vergleichsumformgrad ϕv in einer Rasterzelle als Funktion der Abstände zwischen
zwei Rasterlinien vor h0 und nach der Umformung h1 mit der Formel
ϕv = ln
h0
h1
(3.9)
berechnet.
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Schon 1931 wurde durch Siebel und Hühne [102] mit dieser Methode die Formänderungsver-
teilung bei kleinen Pressverhältnissen quantitativ ermittelt. Die Genauigkeit der mit der visio-
plastischen Methode ermittelten lokalen Größen ist vom Pressverhältnis und dem Aufwand bei
der Versuchs- und Messtechnik abhängig. Schon kleine Fehler bei der Vermessung der Mar-
kierungspunkte führen zu deutlichen Fehlern der abgeleiteten Größen [66, 70, 89]. Aus diesen
Gründen wird oft auf eine plastomechanische Auswertung der Ergebnisse verzichtet und die
Methode nur zu einer qualitativen Aussage über den Stofffluss verwendet. Sehr große Press-
verhältnisse, wie sie beim konventionellen und beim hydrostatischen Strangpressen auftreten,
führen oft zu nicht mehr eindeutig auswertbaren Verzerrungen der Markierungsmuster, so dass
industriell relevante Geometrien nicht immer untersucht werden können. Abbildung 3.17 zeigt
das Markierungsmuster eines Kupferblockes, nachdem er mit dem Verfahren des hydrostati-
schen Strangpressens umgeformt wurde. Deutlich ist, dass in der umgeformten Zone nicht mehr
alle Markierungslinien erkennbar sind, obwohl der Block im Vergleich zu industriell relevanten
Geometrien eine relativ geringe Umformung erfahren hatte.
Abbildung 3.17: Mit visioplastischem Raster verpresster Kupferblock
Trotz aller Einschränkungen hat diese Methode ihre Berechtigung zur Überprüfung der analyti-
schen Methoden, die in Abschnitt 3.3 beschrieben wurden. Auch ist diese Methode zur Überprü-
fung der Ergebnisse der Finite–Elemente Methode geeignet, die im Abschnitt 3.4.1 vorgestellt
wurde. Im Rahmen dieser Arbeit wird sie zur Validierung des erstellten Simulationsmodells des
hydrostatischen Strangpressens (siehe Kapitel 5) eingesetzt.
Zur physikalischen Simulation zählen auch die Versuche mit Modellwerkstoffen [31, 116] in
verkleinertem Maßstab. Mittels der Ähnlichkeitstheorie [69] werden die gewünschten Größen
wie Kräfte und Spannungen auf den Realversuch umgerechnet. Diese Methoden werden im
Rahmen dieser Arbeit nicht verwendet. Deshalb wird auf eine weitere Erklärung an dieser Stelle
verzichtet.
Kapitel 4
Entwicklung des Simulationsmodells
Das im Rahmen dieser Arbeit entwickelte Finite-Elemente Simulationsmodell des hydrostati-
schen Strangpressens und seine Implementierung in das Programmpaket, bestehend aus PEP &
LARSTRAN/Shape, wird in diesem Kapitel dokumentiert.
Dazu werden zunächst einige Vorüberlegungen zur Auswahl eines geeigneten Programmsys-
tems in Abschnitt 4.1 erläutert.
Die zentrale Komponente des im Rahmen dieser Arbeit entwickelten Simulationsmodells ist die
Implementierung des Wirkmediums. Dazu zählen auch die Regelung des Druckes des Wirkme-
diums und die Modellierung seiner Wirkung in der Matrize. Diese Eigenschaften werden in Ab-
schnitt 4.2 beschrieben. Die thermischen Wärmetransportmechanismen werden in Abschnitt 4.3
behandelt.
Die besonders große Querschnittsabnahme beim hydrostatischen Strangpressen hat wesentli-
che Auswirkungen auf die Abbildung des Werkstücks durch ein Finite–Elemente Netz. In Ab-
schnitt 4.4 werden die im Rahmen dieser Arbeit entwickelten Module zur Netzerzeugung, Neu-
vernetzung und Datenübertragung vorgestellt.
Schließlich werden in Abschnitt 4.5 die Modellierung der Werkzeuge und in Abschnitt 6.2.1
die Modellierung des umgeformten Werkstoffs beschrieben.
4.1 Auswahl eines geeigneten FE-Systems
Das hydrostatische Strangpressen ist ein wirkmedienbasiertes Umformverfahren. Die gesam-
te Umformenergie wird durch das Druckmedium auf das Werkstück aufgebracht. Das auszu-
wählende Programmsystem zur Entwicklung des Simulationsmodells muss geeignet sein, das
Druckmedium beziehungsweise die Wirkung des Druckmediums auf das Werkstück zu model-
lieren.
Für die Entwicklung des Finite–Elemente Simulationsmodells des hydrostatischen Strangpres-
sens wurde ein impliziter Lagrange–Code ausgewählt. Im Vergleich zu Euler–formulierten Co-
des bieten Lagrange–formulierte Codes folgende Vorzüge:
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• Mit einem Lagrange–Code kann man Prozesse der Umformtechnik von ihrem Beginn an
modellieren, während mit Euler–Codes nur der stationäre Zustand beschrieben werden
kann. Oftmals, insbesondere beim Strangpressen, ist aber der instationäre Prozessbeginn
von besonderem Interesse
• Bisherige Erfahrungen zeigen, dass Lagrange–Modelle sowohl stationäre, als auch in-
stationäre plastomechanische Prozesse genauer als Euler–Modelle abbilden; Dieser Er-
fahrungswert wurde auch für das Strangpressen durch einen Benchmark [53] (siehe Ab-
schnitt 3.4.2) bestätigt.
Für die im Rahmen dieser Arbeit verfolgte Zielsetzung sind implizite Löser besser als explizite
Löser geeignet, weil das hydrostatische Strangpressen trotz der großen Profilaustrittsgeschwin-
digkeiten ein quasi–statischer Prozess ist. Bei quasi–statischen Prozessen zeigen implizite Löser
eine bessere Konvergenz. Explizite Löser erzielen gegenüber impliziten Lösern einen Geschwin-
digkeitsvorteil, sofern bei der Modellierung des Prozesses eine hinreichend große Massenska-
lierung verwendet werden kann. Im Vergleich zur Blechumformung ist das bei der Massivum-
formung nur in einem kleineren Maße möglich [115].
Unter den impliziten Lagrange–Codes stehen insbesondere die Programme Forge3 [4], Deform
[3], ABAQUS/Standard [1, 50] sowie LARSTRAN/Shape [32] zur Verfügung. Die beiden erst-
genannten Programmsysteme richten sich in erster Linie an industrielle Anwender, die Stan-
dardprobleme berechnen wollen. Eingriffe in das Programmsystem und Programmerweiterun-
gen sind nicht beziehungsweise nur eingeschränkt, z.B. durch Benutzerschnittstellen, möglich.
Solche Programmsysteme schieden für die Durchführung dieser Arbeit aus, weil nicht voraus-
sehbar war, ob alle im Rahmen dieser Arbeit notwendigen Erweiterungen im eingesetzten Pro-
grammsystem, beispielsweise zur Modellierung des Druckmediums, auf diese Art zu implemen-
tiert werden können. Das Programmsystem ABAQUS bietet im Vergleich dazu deutlich ausge-
prägtere Möglichkeiten, mittels User–Schnittstellen eigene Erweiterungen an das Programm
anzubinden. Jedoch ist der Quellcode auch bei diesem Programmsystem nicht zugänglich.
Für die in dieser Arbeit dokumentierte Modellentwicklung wurde das Programmsystem beste-
hend aus PEP [41] & LARSTRAN/Shape [32] ausgewählt. Das Programm PEP ist ein Pre-
und Postprozessor, der für eine Simulation mit dem Löser LARSTRAN/Shape eine leistungsfä-
hige Modelldiagnose- und Remeshingfunktionalität bereitstellt. Durch den modularen Aufbau
kann dieses Programm effektiv und benutzerfreundlich um neue Funktionen erweitert werden.
Sowohl für PEP, als auch für LARSTRAN/Shape ist der Quellcode zur Durchführung dieser
Arbeit verfügbar. Dies ermöglicht, eigene Programmerweiterungen und -anpassungen in das
Programmsystem zu integrieren und ist ein wesentlicher Vorteil gegenüber kommerziellen Pro-
grammpaketen.
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4.2 Modellierung des Wirkmediums
4.2.1 Druckwirkung
Für die numerische Modellierung des hydrostatischen Strangpressens wird der in Abbildung 3.4
gezeigte prinzipielle Aufbau vereinfacht, so dass das Simulationsmodell aus den Komponenten
Matrize, Werkstück und Wirkmedium besteht. Im Simulationsmodell wird das Wirkmedium ver-
einfachend als ein inkompressibles masseloses Medium betrachtet. Es besitzt keine Viskosität
und überträgt keine Kräfte tangential zur Oberfläche auf das Werkstück. Diese Vereinfachung
ist durch die kleinen Relativgeschwindigkeiten zwischen dem Block und dem Wirkmedium
gerechtfertigt. Lediglich die Druckwirkung auf das Werkstück und der Wärmefluss zwischen
Werkstück und Wirkmedium müssen in Form von Druckrandbedingungen modelliert werden.
Diese Druckrandbedingungen werden durch das Programmsystem beim Pre- und Postprozes-
sing nicht visualisiert. Ein mit diesen Vereinfachungen erstelltes zweidimensionales Simulati-
onsmodell des hydrostatischen Strangpressens ist in Abbildung 4.1 gezeigt.
Abbildung 4.1: 2D–Simulationsmodell des hydrostatischen Strangpressens (Ausschnitt)
Die Druckwirkung auf das Werkstück wird durch Vorgabe des Nenndruckes und der geometri-
schen Ausdehnung des Volumens, in dem der Druck herrschen soll (siehe Abbildung 4.2) die
Druckabnahme im Bereich der Matrize zu parametrisieren, wie in Abschnitt 3.17 noch gezeigt
werden wird.
Die Modellierung des Wirkmediums berücksichtigt nur die Druckwirkung des Wirkmediums
auf das Werkstück. Die Druckwirkung auf die Matrize wird nicht modelliert. Diese Vereinfa-
chung ist dadurch gerechtfertigt, dass die Werkzeuge als starre Werkzeuge modelliert werden.
Die elastische Deformation der Werkzeuge wird dabei vernachlässigt.
Der Druck kann zwischen zwei Zeitschritten durch dazu vom Programmsystem bereitgestell-
te Schnittstellen global verändert und zusätzlich elementweise faktorisiert werden. Von diesen
Funktionen wird, wie weiter unten ausgeführt ist, Gebrauch gemacht, um den Druck im Simu-
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lationsmodell während des Prozesses regeln, und seine Wirkung in der Matrize abbilden zu
können.
Abbildung 4.2: Schematische Darstellung des druckbeaufschlagten Volumens
Bei thermisch–mechanisch gekoppelten Simulationen kann die Temperatur des Wirkmediums
vom Benutzer vorgegeben werden. Sie ist in Analogie zu der Modellierung der Werkzeugtem-
peraturen konstant für die gesamte Prozessdauer. Temperaturänderungen in Folge von Wärme-
übergang zwischen dem Werkstück und dem Wirkmedium werden dabei vernachlässigt.
Zu Beginn der Simulation befindet sich der Block noch nicht vollständig in der Matrize und
kann allseitig von der numerisch modellierten Druckrandbedingung umschlossen sein. Durch
das daraus resultierende Druckgleichgewicht kann im Simuationsmodell der Strangpressvor-
gang nicht zustande kommen. Um diese allseitige Druckbeaufschlagung zu vermeiden, wird
eine „Randzone” mit definierter Breite an die Block- beziehungsweise Strangspitze platziert,
um dort im Modell die Wirkung der druckbeaufschlagten Zone aufzuheben. Im Verlauf der Si-
mulation bewegt sich die Randzone mit dem Strang aus der druckbeaufschlagten Zone hinaus
und wird funktionslos (Siehe Abbildung 4.3). Die Breite der druckfreien Zone ist, wie in Abbil-
dung 4.3) dargestellt ist, hinreichend für die während des Prozesses sich wölbende Block- und
Strangspitze zu wählen.
Die druckfreie Randzone, die eine Druckwirkung auf der Stirnfläche des Blockes am Beginn der
Strangpressvorgangs verhindern soll, wird geometrisch definiert. Diese Vorgehensweise zeich-
net sich durch einen sehr kleinen numerischen Aufwand aus, der die Dauer der Simulation nicht
verlängert. Des weiteren ist diese Methode zuverlässig.
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(a) Beginn des Prozesses
(b) Prozess nach Ausbildung des Stranges
Abbildung 4.3: Drucklose Randzone an der Strangspitze
Das simulierte Druckmedium wird mit folgenden Parametern beschrieben:
• Nenndruck p des hydrostatischen Wirkmediums
• Räumliche Ausdehnung (mini- und maximale x–, y–, z–Koordinaten) des druckbeauf-
schlagten Volumens
• Breite c der nicht vom Druck zu beaufschlagenden „Randzone” an der Strangspitze
• Temperatur des Wirkmediums ϑw .
Die Modellierung des Druckmediums in der Wirkfuge zwischen der Matrize und dem Werk-
stück wird gesondert in Abschnitt 4.2.3 behandelt.
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4.2.2 Druckregelung
Der wichtigste prinzipielle Unterschied zwischen dem hydrostatischen Strangpressen und dem
konventionellen Strangpressen resultiert aus dem Einsatz des Wirkmediums. Das Wirkmedium
wird durch einen hydraulisch angetriebenen Pressstempel unter Druck gesetzt. Die hohen für
das hydrostatische Strangpressen notwendigen Drücke und die Kompressibilität des Wirkmedi-
ums und des Druckmediums führen dazu, dass große Energien im hydraulischen System gespei-
chert werden. Das führt dazu, dass das pro Zeiteinheit ausgepresste Volumen des Werkstücks
und somit die Austrittsgeschwindigkeit des Profils nicht mehr proportional zum Verfahrweg
des Stempels beziehungsweise zur Stempelgeschwindigkeit sind. Stattdessen resultiert die Ge-
schwindigkeit aus dem energetischen Gleichgewicht des Druckes des Wirkmediums und des
entgegenwirkenden Umformwiderstandes des Werkstücks.
Ist die anfängliche Haftreibung überwunden, reagiert die Austrittsgeschwindigkeit sehr sensi-
bel auf Veränderungen des Druckes und des Umformwiderstandes. Dies führt zu erheblichen
Instabilitäten der Austrittsgeschwindigkeit, die im Realversuch durch die Massenträgheit des
Systems gedämpft werden. Die stabilisierend wirkende Massenträgheit des Werkstücks ist im
Simulationsmodell nicht berücksichtigt. Aus diesem Grund muss die Druckregelung diese Funk-
tion mit übernehmen und gute Dämpfungseigenschaften besitzen.
Im Simulationsmodell wird das Druckmedium vereinfachenderweise als inkompressibel be-
trachtet. Da es keine Energie durch Verdichtung speichern kann, entfällt die Kompressibilität
des Druckmediums als Ursache für Instabilitäten im Simulationsmodell.
Ist der in einem Zeitschritt wirkende Druck größer als der momentane Umformwiderstand, gibt
es kein kinematisches Gleichgewicht und die modellierte Stranggeschwindigkeit nimmt unge-
dämpft zu bis dieses Gleichgewicht aufgrund des durch die höhere Umformgeschwindigkeit
gestiegenen Umformwiderstandes wieder hergestellt ist. Hierbei ist zu berücksichtigen, dass
die numerische Lösung für große Ungleichgewichte nicht notwendigerweise stabil ist. Die Vor-
gabe der Fließkurve hat einen großen Einfluss auf die Stabilität der Lösung. Ist beispielsweise
die Fließkurve nicht für hinreichend große Umformgeschwindigkeiten definiert, dann ist für das
eingesetzte FE–System oberhalb der maximalen definierten Umformgeschwindigkeit der Fließ-
widerstand unabhängig von der Umformgeschwindigkeit und der Finite–Elemente Löser kann
keinen gültigen Gleichgewichtszustand finden. Das eingesetzte Finite–Elemente Programmsys-
tem führt keine Extrapolation der Fließkurvendaten außerhalb der Definitionsgrenzen durch.
Bei der Parametrisierung des Modells ist aus diesem Grund darauf zu achten, dass die Fließkur-
vendaten für ausreichend hohe Umformgeschwindigkeiten definiert werden.
Bei der Simulation des hydrostatischen Strangpressens werden aus den auf das Werkstück ein-
wirkenden Kräften und den inneren Reaktionskräften im Werkstück durch das FE–System die in
einem Zeitschritt stattfindenden Knotenverschiebungen berechnet. Eine direkte Kopplung zwi-
schen der Strangaustrittsgeschwindigkeit und dem Wirkmediendruck gibt es nicht. Soll der hy-
drostatische Strangpressprozess mit einer definierten Austrittsgeschwindigkeit modelliert wer-
den, muss deshalb der Druck des Wirkmediums im Simulationsmodell geregelt werden.
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Ein Regelkreis, der den Druck des Wirkmediums in Abhängigkeit von der Strangaustrittsge-
schwindigkeit regelt, wurde erstellt und in das Modell implementiert. Die Funktionsweise und
das Zusammenspiel des Regelkreises mit dem FE–System zeigt Abbildung 4.4. Der Regelkreis
wird einmal pro Zeitschritt im Rahmen der Modelldiagnose 1 aufgerufen.
Abbildung 4.4: Regelkreis zur Druckregelung des Wirkmediums
Der Regler berechnet den Wirkmediendruck pi, der im folgenden Zeitschritt wirken soll, mit
Hilfe einer Regelfunktion aus der Stranggeschwindigkeit des letzten Zeitschrittes und den fol-
genden Parametern, die durch den Benutzer vorzugeben sind:
• Soll–Geschwindigkeit vsoll des Stranges
• Nenndruck p des hydrostatischen Wirkmediums
• Maximale prozentuale Änderung ∆pmax des Druckes pro Zeitschritt
• Dämpfungsfaktor fD.
Abbildung 4.5: Regelzustände der Druckregelung und Übergangsbedingungen
1Für eine detaillierte Beschreibung zum Aufbau und der Funktionsweise der Modelldiagnose sei auf [40] verwiesen.
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Die Regelfunktion besitzt drei Zustände, die in Abbildung 4.5 mit den jeweils möglichen Zu-
standsübergängen aufgeführt sind. Die Zustände „Strangstillstand” und „Remeshing” sind Son-
derzustände. Beim Start der Simulation wird mit dem Zustand „Strangstillstand” gestartet. So-
bald der Pressvorgang zustande kommt geht der Regelzustand in den „Normalzustand” über.
Nach einer Werkstückneuvernetzung wechselt der Regelzustand in den Zustand „Remeshing”,
der zur numerischen Stabilisierung notwendig ist. Der Übergang aus dem „Normalzustand” in
den Zustand „Strangstillstand” ist theoretisch möglich, hat jedoch in der Praxis keine Bedeu-
tung.
Strangstillstand: Dieser Zustand liegt zu Beginn der Simulation des Prozesses vor, bevor das
zu verpressende Werkstück plastifiziert und der Strangpressprozess zustande kommt. Fer-
ner kann dieser Zustand nach einer Werkstückneuvernetzung mit Topologieänderung vor-
liegen. Der Druck wird in jedem Zeitschritt in Abhängigkeit des vorgegebenen Nenn-
druckes p um die maximale prozentuale Änderung des Druckes pro Zeitschritt ∆%pmax
erhöht
∆p = p ·∆%pmax. (4.1)
Die Begrenzung der Druckänderung ist notwendig, um den Löser numerisch zu stabili-
sieren. Bei Beginn des plastischen Fließens besitzt die Stranggeschwindigkeit eine be-
sonders große Druckabhängigkeit, die in dieser Prozessphase zu einem instabilen Kon-
vergenzverhalten des Lösers führt. Sobald das plastische Fließen einsetzt, wechselt die
Regelfunktion in den „Normalzustand” und gegebenenfalls wird die im Regelzustand
„Remeshing” erfolgte Zeitschrittverkürzung rückgängig gemacht.
Normalzustand: Hierbei handelt es sich um den Standardzustand der Regelfunktion. Er liegt
vor, wenn der Strang in Bewegung ist und im vorhergehenden Zeitschritt keine Neuver-
netzung des Werkstücknetzes erfolgt war. In diesem Zustand wird der Druck mit einer
linearen Regelfunktion geregelt, deren Mechanismus in Abbildung 4.6 dargestellt ist.
Zunächst wird die aktuelle Stranggeschwindigkeit vi aus den im Datenmanager des FE–
Systems bereitgestellten Daten berechnet. Dann wird die Änderung der Stranggeschwin-
digkeit ∆v im letzten Zeitschritt aus der intern in der Regelroutine abgespeicherten Strang-
geschwindigkeit des letzten Zeitschrittes vi−1 und der aktuellen Stranggeschwindigkeit vi
berechnet
∆v = vi−1− vi. (4.2)
Die Steigung des Reglers s wird als der Differentialquotient aus der Änderung der Strang-
geschwindigkeit und der Druckänderung im letzten Zeitschritt ∆pi−1, die intern in der
Regelroutine abgespeichert wurde, berechnet
s =
∆v
∆pi−1
. (4.3)
Zusätzlich wird durch Subtraktion der aktuellen Stranggeschwindigkeit von der Soll–Ge-
schwindigkeit des Stranges vsoll die Regelabweichung r berechnet.
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Durch Division der Regelabweichung r mit der Steigung des Reglers s und Multiplikation
mit einem Dämpfungsfaktor fD wird die vorzunehmende Druckänderung ∆p errechnet
∆p = r
s
· fD. (4.4)
Der Dämpfungsfaktor fD soll ein Überschwingen des Druckreglers verhindern und ist
vom Bentzer im Interval 0 ≤ fD ≤ 1 vorzugeben. Typischerweise wird ein Dämpfungs-
faktor von fD = 0,9 gewählt.
Die Druckänderung ∆p wird auf die vom Benutzer vorgegebene maximale Druckände-
rung pro Zeitschritt ∆%pmax begrenzt.
Schließlich wird durch Addition der Druckänderung ∆p zu dem bisherigen Druck pi−1
der neue Druck pi berechnet
pi = pi−1 +∆p (4.5)
und an die Modelldiagnose des FE–Systems übergeben.
Zur Verwendung im nächsten Zeitschritt werden der neu berechnete Druck pi, die Druck-
änderung ∆p und die Stranggeschwindigkeit vi in der Regelungsroutine abgespeichert.
Sollte es zu einer Neuvernetzung des Werkstücknetzes gekommen sein, wechselt die Re-
gelfunktion in den Zustand „Remeshing”. Sollte die Strangbewegung zum Stillstand kom-
men, wird in den Zustand „Strangstillstand” gewechselt.
Abbildung 4.6: Regelfunktion des „Normalzustandes”
Remeshing: Zur Stabilisierung des Lösers in dem Zeitschritt nach einer Neuvernetzung mit
veränderter Werkstücktopologie kann eine vollständige Druckentlastung mit anschließen-
dem Druckwiederaufbau notwendig sein. Der Grund dafür ist, dass das Fortführen der
Simulationsrechnung nach einer Werkstückneuvernetzung für das FE–System unter nu-
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merischen Aspekten einen Neustart mit Anfangsbedingungen („Initial Conditions”) dar-
stellt, der die bisher simulierte Umformgeschichte beinhaltet. Das kinematische Gleich-
gewicht zwischen den Umformkräften, Kontaktkräften zu der Matrize und der Druckkraft
muss erneut gefunden werden. In dem Zeitschritt direkt nach einer Werkstückneuvernet-
zung kann dazu daher der Druck verkleinert, falls notwendig sogar auf Null zurückgesetzt
werden
pi = 0. (4.6)
In Folge der Druckverkleinerung wird die Strangbewegung im folgenden Zeitschritt ver-
langsamt, gegebenenfalls zum Stillstand kommen. Um den Einfluss der verkürzten Zeit-
schritte auf das Ergebnis der Simulation möglichst gering zu halten, wird die Zeitschritt-
weite auf ein Zehntel verkürzt. Die Regelfunktion wechselt in den Zustand „Strangstill-
stand”.
Zur Verdeutlichung der Funktionsweise der Druckregelung ist für den Beginn einer Simulation
in Abbildung 4.7 der durch die Druckregelung vorgegebene Druck und die in Folge der Druck-
wirkung im Simulationsmodell vorliegende Stranggeschwindigkeit dargestellt. Der Druck wird
ausgehend von dem Druck p = 0 N/mm2 zunächst schnell durch den Regelzustand „Strang-
stillstand” gesteigert, dann wechselt der Regler in den Zustand „Normalzustand” und setzt die
Drucksteigerung mit einer moderaten Geschwindigkeit fort. Man beachte, dass in dieser Pha-
se die Stranggeschwindigkeit parabelförmig ansteigt, obwohl die Druckzunahme linear erfolgt.
Der Grund dafür ist, dass der Fließwiderstand mit zunehmender Umformgeschwindigkeit lang-
samer ansteigt. Sobald die Stranggeschwindigkeit ihren Sollwert erreicht hat, wird die Druckzu-
nahme durch die Druckregelung stark verlangsamt, da der Druck von diesem Zeitpunkt an nur
noch an das in Folge der Umformung verfestigende Werkstoffverhalten angepasst werden muss.
Im Geschwindigkeitsverlauf erkennt man, dass die Stranggeschwindigkeit um maximal ±5%
um den Sollwert vsoll oszilliert.
Das Simulationsmodell berücksichtigt keine gegenüber der Gleitreibung erhöhte Haftreibung.
Aus diesem Grund weisen die simulierten Druckverläufe keinen erhöhten Start–Druck p̂ zu
Beginn des Pressprozesses auf.
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Abbildung 4.7: Druck- und Geschwindigkeitsverlauf
4.2.3 Zonenmodell des Druck- und Reibungszustandes
Beim hydrostatischen Strangpressen dringt das Wirkmedium in die Wirkfuge zwischen Werk-
stück und Matrize ein und verlässt als Oberflächenfilm auf dem extrudierten Strang die Matrize.
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Ein wesentlicher Bestandteil des Simulationsmodells ist die Modellierung des Druck- und Rei-
bungszustandes in der Wirkfuge zwischen dem Werkstück und der Matrize.
Die Wirkung des Druckmediums wird durch ein im Rahmen dieser Arbeit entwickeltes Zonen-
modell beschrieben, welches eine systematische Einteilung des Druck- und Reibungszustandes
vornimmt. Dazu wird die Oberfläche des Werkstücks in fünf Zonen aufgeteilt, wie in Abbil-
dung 4.8 schematisch dargestellt ist.
Abbildung 4.8: Zonenmodell des Druck- und Reibungszustandes
Die fünf Zonen sind durch die folgenden vier Grenzen definiert:
• Beginn der Durchmesserverkleinerung des Werkstücks (Grenze Zone I zu Zone II)
• Eindringtiefe des Wirkmediums in die Wirkfuge zwischen Block und Matrize, bei der der
Druckabfall beginnt (Grenze Zone II zu Zone III)
• Eindringtiefe des Wirkmediums in die Wirkfuge zwischen Block und Matrize, bei der der
Druckabfall abgeschlossen ist und der erste großflächiger Kontakt zwischen Werkstück
und Matrize gegeben ist (Grenze Zone III zu Zone IV)
• Austrittspunkt des Stranges aus der Matrize (Grenze Zone IV zu Zone V).
Die fünf Zonen, die im Modell unterschieden werden, sind wie folgt charakterisiert:
Zone I: Das Werkstück hat keinen Kontakt zu der Matrize und ist allseitig von dem Wirkme-
dium umgeben, welches mit dem vollen momentan wirkenden Druck auf die Oberfläche
des Werkstücks einwirkt. Das Werkstück erfährt keinen Formzwang durch die Matrize. In
diesem Bereich liegt der Zustand der Flüssigkeitsreibung vor, die bei der Betrachtung der
Kräfte und Spannungen auf das Werkstück aufgrund der sehr geringen Relativgeschwin-
digkeit zwischen dem Werkstück und dem Druckmedium vernachlässigbar klein ist und
in dem Modell nicht berücksichtigt wird.
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In dieser Zone wird die Druckwirkung des Wirkmediums modelliert, wie bereits in Ab-
schnitt 4.2.1 beschrieben wurde. Nennenswerte Reibungskräfte treten in dieser Zone nicht
auf und werden im Simulationsmodell vernachlässigt.
Zone II: Die Zone II beginnt dort, wo das Werkstück durch das Druckmedium eine Durchmes-
serreduktion erfährt.
Das Werkstück ist von einer (dicken) Schicht des Wirkmediums umgeben, so dass die
Druckwirkung auf das Werkstück noch unverändert zur Zone I erhalten bleibt. Der Rei-
bungszustand wird analog zu dem der Zone I idealisiert als reibungsfrei modelliert. Am
Ende dieser Zone bildet sich die Wirkfuge zwischen dem Werkstück und der Matrize aus,
die einen Formzwang auf das Werkstück ausübt.
Zone III: In dieser Zone nimmt die Dicke der Schmierschicht ab und das Wirkmedium ver-
liert seine hydraulische Verbindung zu der Presskammer. Der auf die Blockoberfläche
wirkende Druck des Wirkmediums nimmt kontinuierlich ab. Diese Zone wird hier als hy-
draulische „Reduktionszone” bezeichnet.
Zur Modellierung dieses Vehaltens wurde eine Funktion aufgestellt, die beschreibt, wie
der Druck des Wirkmediums in dieser Zone abfällt. Mangels genauerer Informationen
wurde dabei die Annahme getroffen, dass der Druck linear abhängig von der Eindring-
tiefe in die Zone III auf 0 % des Ausgangsdruckes abgebaut wird. Im Gegenzug steigt
die Kontaktkraft der Matrize auf das Werkstück linear abhängig von der Eindringtiefe in
diese Zone an. Aufgrund der durch die gute Schmierung resultierenden kleinen Reibungs-
koeffizienten hat die Kontaktkraft nur sehr kleine tangentiale Komponenten, so dass zur
Beschreibung des Übergangs zwischen diesen beiden Kräften ein lineares Verhalten an-
genommen werden kann.
Der auf jedes Oberflächenelement in der Zone III (im nächsten Zeitschritt) wirkende
Druck pw wird aus dem aktuellen Druck des Wirkmediums in der Zone I pi, der geo-
metrischen Position x seines Schwerpunktes Sp und der Breite der Reduktionszone b mit
der Formel
pw = pi · (1−
x
b) (4.7)
berechnet.
Abbildung 4.9 definiert die geometrischen Variablen x und b.
Einhergehend mit der Druckabnahme geht der Reibungszustand kontinuierlich von dem
Zustand der reibungskraftfreien Flüssigkeitsreibung zum Zustand der Mischreibung über.
Aufgrund dessen steigt analog zur Kontaktkraft auch die auf das Werkstück wirkende
Reibungskraft linear an. Die Reibungswirkung der Matrize wird durch das Coulombsches
Reibungsgesetz [39] mit der Reibungszahl µ modelliert.
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Abbildung 4.9: Variablen zur Berechnung des Druckverlaufs in der Reduktionszone
Zone IV: Beim Eintritt in die Zone IV erfährt das Werkstück keine Druckwirkung durch das
Wirkmedium mehr, sondern nur noch Kontaktdruck. Die Grenze zwischen der Zone III
und IV wird deshalb im Folgenden „Penetrationsgrenze” genannt. Das Wirkmedium, das
sich in der Wirkfuge zwischen Matrize und Werkstück befindet, wirkt dort als Schmier-
stoff. Es liegt der Reibungszustand der Mischreibung vor. Der Reibungszustand wird mit
dem Coulombschen Reibungsgesetz mit zeitlich und innerhalb dieser Zone örtlich kon-
stantem Reibungskoeffizient µ modelliert. Der Reibungskoeffizient ist von der Relativ-
geschwindigkeit der Reibpartner unabhängig. Eine gegenüber der Gleitreibung erhöhte
Haftreibung wird vom Simulationsmodell nicht berücksichtigt.
Der für alle Oberflächenelemente berechnete Druck wird an den Datenmanager des FE–Systems
übergeben.
4.2.4 Benutzeroberfläche zur Modellierung des Wirkmediums
Zur Eingabe der für die Modellierung des Reibungs- und Druckzustandes benötigten Parameter
wurde eine grafische Benutzeroberfläche in das Programmsystem PEP & Larstran/Shape im-
plementiert (siehe Abbildung 4.10). Konvention für die Parametrisierung des Modells ist, dass
die Bewegungsrichtung des Blockes und der Strangaustritt in positiver y-Richtung der globa-
len Modellkoordinaten verlaufen. Mit Hilfe dieser Maske können alle für die Modellierung des
Druckmediums benötigten Parameter eingestellt werden:
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Abbildung 4.10: Benutzeroberfläche zur Parametrisierung des Druckmediums
Soll–Stranggeschwindigkeit: Die bei der Simulation durch die Regelfunktion einzustellende
Stranggeschwindigkeit vsoll
Nenn–Öldruck ist der (durch Schätzung vorzugebende) Öldruck im quasi–stationären Zustand
des Prozesses p; diese Größe ist eine Hilfsgröße mit der die Drucksteigerung pro Zeit-
schritt beim Druckaufbau am Prozessbeginn berechnet wird
Öltemperatur ist die Temperatur des hydrostatischen Wirkmediums ϑw
Stepping für Druckregelung: Dieser Parameter reguliert in welchen Zeitschritten (jeden wie-
vielten Zeitschritt) die Druckregelung vorgenommen wird
Maximale Druckänderung pro Zeitschritt: Dieser Parameter ermöglicht, eine Dämpfung der
Regelfunktion durch Vorgabe einer maximal pro Zeitschritt erlaubten Druckänderung ∆pmax
vorzunehmen
Dämpfungsfaktor für Druckregler stellt die Dämpfung fD der Regelfunktion ein
Druckbeaufschlagte Zone parametrisiert mit Hilfe der drei globalen Modellkoordinaten die
räumliche Ausdehnung des druckbeaufschlagten Volumens
Breite Druckreduktionszone bestimmt die Breite b der Zone III
Breite druckfreie Zone an Strangspitze bestimmt die Breite c der an der Strangspitze liegen-
den druckfreien Zone.
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4.3 Modellierung der Wärmeleitung und des Wärmeaustau-
sches
Durch die bei der Umformung eingebrachte Umformwärme und durch Wärmeaustausch mit der
Umgebung des Werkstücks entstehen während des Prozesses in dem modellierten Werkstück
Temperaturgradienten. Diese Temperaturgradienten erzeugen einen Wärmetransport innerhalb
des Werkstücks, der durch das Fouriersche Gesetz für die Wärmeleitung modelliert wird.
Im Programmsystem PEP & LARSTRAN/Shape werden zur Modellierung des Wärmeaustau-
sches zwischen dem Werkstück und seiner Umgebung die Mechanismen Strahlung und Wärme-
übergang bereitgestellt:
Strahlung: beschreibt den Wärmeaustausch des Werkstücks mit seiner Umgebung durch den
Mechanismus der Strahlung, beschrieben mit dem Stefan-Boltzmann–Gesetz
q˙ = ε ·σ · (ϑ 4OWS −ϑ 4U
) (4.8)
mit:
q˙: Wärmestromdichte
ε: Stefan-Boltzmann-Konstante (5,67 ·10−8W/m2 ·K)
ϑOW S : Oberflächentemperatur
ϑU : Umgebungstemperatur
Überall dort, wo das Werkstück keinen Kontakt zu Werkzeugen besitzt, wird der Strah-
lungswärmeaustausch automatisch vom Programmsystem eingesetzt. Dabei wird ein zu-
gleich stattfindender konvektiver Wärmeübergang an die Luft vernachlässigt. Diese Ver-
einfachung ist zulässig, weil bei den für die Warmumformung typischen Temperaturen
der Mechanismus der Strahlung dominiert.
Wärmeübergang: beschreibt den Wärmeaustausch des Werkstücks mit in Kontakt befindli-
chen Werkzeugen. Dieser Wärmeübergangsmechanismus wird zur Modellierung des Wär-
meaustausches zwischen dem Werkstück und den Werkzeugen eingesetzt
q˙ = α · (ϑOWZ −ϑOW S) (4.9)
mit:
q˙: Wärmestromdichte
α: Wärmeübergangskoeffizient
ϑOW Z : Temperatur der Werkzeugoberfläche
ϑOW S : Temperatur der Werkstückoberfläche
Die Unterscheidung zwischen den beiden Wärmeübergangsmechanismen findet programmintern
statt. Überall dort, wo das Werkstück in Kontakt mit einem Werkzeug ist, wird der Mechanis-
KAPITEL 4. ENTWICKLUNG DES SIMULATIONSMODELLS 59
mus des Wärmeübergangs aktiviert. Für die verbleibende Oberfläche wird der Mechanismus
der Strahlung aktiviert.
Der eingesetzte Löser erlaubt in der momentan verfügbaren Version nicht, den konvektiven
Wärmeübergang an das das Werkstück umgebende Wirkmedium zu modellieren. Diese Ein-
schränkung ist für die hier zu erstellenden Modelle ohne Auswirkung, weil beim hydrostati-
schen Strangpressen die Temperatur des Druckmediums beim Pressvorgang üblicherweise sehr
nahe an der des vorgewärmten Werkstücks liegt und dadurch der konvektive Wärmeübergang
vernachlässigt werden darf. Eine nennenswerte Erwärmung des Werkstücks durch die Umform-
wärme findet erst innerhalb der Matrize statt.
Unter diesen Bedingungen wird der Wärmeaustausch des Werkstücks wie folgt modelliert:
In den Zonen I und II befindet sich der Block im Kontakt mit dem Druckmedium. Bei den
durchzuführenden Simulationen ist eine Temperaturgleichheit zwischen dem Block und
dem Wirkmedium beim Simulationsstart gegeben. Die Wärmeemissionskoeffizient ε des
Stefan-Boltzmann–Gesetzes kann für die in der Zone I befindlichen Elemente gleich Null
und die Umgebungstemperatur ϑU für die in der Zone I befindlichen Elemente gleich der
Ausgangs–Blocktemperatur ϑBl gesetzt werden.2
In den Zonen III und IV befindet sich das Werkstück im Kontakt mit der Matrize. Dort findet
ein Wärmeaustausch zwischen dem Werkstück und der Matrize statt. Dieser Wärmeaus-
tausch wird mit dem Mechanismus des Wärmeübergangs modelliert.
In der Zone V befindet sich der austretende Strang in Kontakt mit der Umgebungsluft. Dort
wirkt der Mechanismus der Strahlung an die Umgebung. Dieser wird durch die Umge-
bungstemperatur ϑU und den Wärmeübergangskoeffizienten α parametrisiert.
4.4 Modellierung des Werkstücks
Die großen Pressverhältnisse des hydrostatischen Strangpressens bedürfen besonderer Beach-
tung bei der Erzeugung des Finite–Elemente Netzes zur Abbildung des Werkstücks. Zur Ver-
netzung des Werkstücks wurde daher im Rahmen dieser Arbeit ein an diese Geometrien opti-
mierter Algorithmus entwickelt, der sich durch eine an die Werkstückkontur angepasste Ele-
mentgrößenverteilung auszeichnet und strukturierte Netze erzeugt. Zu Beginn der Simulation
wird das noch undeformierte Werkstücknetz zur Wiederverwendung bei einer Werkstückneu-
vernetzung aufbewahrt. Wird im Verlauf der Prozesssimulation eine Werkstückneuvernetzung
notwendig, dann wird das eingangs gespeicherte Werkstücknetz durch einen implementierten
2Sollen zukünftig Prozesse des hydrostatisches Strangpressens modelliert werden, die eine Blocktemperatur ha-
ben, die sich wesentlich von der Temperatur des Wirkmediums unterscheidet, ist der durch die hier beschriebene
Einschränkung bei der Modellierung von konvektiven Wärmeübergängen entstandene Fehler zu quantifizieren.
Gegebenenfalls muss das Modell auch den konvektiven Wärmeübergang zwischen dem Werkstück und dem Wirk-
medium abbilden.
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Template–Remeshingalgorithmus an die aktuelle Geometrie des Werkstücks angepasst und die
Simulation mit diesem Netz fortgesetzt. Dieses Vorgehen ist effektiver als eine klassische Netz-
neugenerierung und führt zu einer Verkürzung der Simulationsdauer.
Auch führt die große Querschnittsreduktion zu einer großen Anzahl (bei industriell relevanten
Geometrien bis 1000) von Werkstückneuvernetzungen und nachfolgenden Datenübertragungen.
Eine derart große Anzahl von Datenübertragungen ist untypisch beim Einsatz der FEM zur
Modellierung umformtechnischer Prozesse und erforderte die Entwicklung eines Algorithmus,
der den Volumenverlust bei einer Neuvernetzung durch den Sekantenfehler an der Werkstück-
oberfläche minimiert. Des Weiteren war die Entwicklung eines Datenübertragungsalgorithmus
mit erhöhter Genauigkeit notwendig.
4.4.1 Vernetzung des Werkstücks
Die Vernetzung des Werkstücks durch ein Finite–Elemente Netz hat durch die lokale Element-
größenverteilung und die Elementgestalt einen starken Einfluss auf die Genauigkeit der Simula-
tion. Ferner wirkt sich die Anzahl der Knoten des verwendeten Netzes und die Bandbreite der
zu seiner Speicherung benötigten Matrix auf den Rechenzeitbedarf der Simulation aus.
Durch eine Anpassung des Finite–Elemente Netzes an die typischerweise beim hydrostatischen
Strangpressen vorkommenden Geometrien kann die lokale Auflösung des Modells gesteigert
und die zur Simulation benötigte Rechenzeit verkürzt werden.
Ein derart optimiertes Netz, das in Abbildung 4.11 (a) dargestellt ist, erfüllt folgende Kriterien:
• Die Außenkontur des Werkstücks ist hinreichend genau abgebildet
• Die Umformzone ist zur Abbildung der im Werkstück vorliegenden Gradienten hinrei-
chend fein diskretisiert
• Die Diskretisierung in axialer Richtung ist zur Verkleinerung der Knotenanzahl variabel:
– Der Block kann mit in axialer Richtung gestreckten Elementen abgebildet werden
– In der Umformzone sollten die Elemente in axialer Richtung nicht gestreckt sein
– Nach Verlassen der Umformzone kann der Strang mit axial gestreckten Elementen
abgebildet werden
• Das FE–Netz hat eine möglichst kleine Knoten- und Elementanzahl
• Die Zahl der Elemente über den Radius des Werkstücks ist über die Länge des Werkstücks
zur Bandbreitenminimierung konstant
• Das FE –Netz erzielt möglichst gute Ergebnisse im Elementtest (siehe Abbildung 4.12).
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(a) strukturiertes Netz (b) nicht strukturiertes Netz
Abbildung 4.11: Vergleich zwischen strukturiertem und nicht strukturiertem 2D–FE–Netz
Die typischerweise beim hydrostatischen Strangpressen verarbeiteten Werkstückgeometrien kön-
nen, wie in dem hier diskutierten Beispiel gezeigt, durch strukturierte Netze in dem Finite–
Elemente Modell abgebildet werden. Strukturierte Netze zeichnen sich im Vergleich zu un-
strukturierten Netzen durch eine kleinere Bandbreite aus. Strukturierte FE–Netze haben den
kleinstmöglichen Speicherplatzbedarf der zu dem FE–Netz gehörenden Steifigkeitsmatrix. Die
Reduktion der Freiheitsgrade und der Bandbreite verkürzt die für die Simulation benötigte Re-
chenzeit. Charakteristisch für strukturierte Netze sind folgende Eigenschaften:
• Es gibt keine Elementzusammenfassungen
• Das Netz besitzt eine ausgeprägte Zeilen- und Spaltenstruktur
• Die Knoten- und die Elementnummerierung sind zeilenweise fortlaufend und in gleicher
Richtung aufsteigend.
In Abbildung 4.11 sind ein strukturiertes und ein unstrukturiertes FE–Netz gegenübergestellt.
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Abbildung 4.12: Elementtest „Um-/Innkreis” [41] des in Abbildung 4.11 (a) dargestellten Net-
zes
Die in den Pre- und Postprozessor PEP implementierten Vernetzungsalgorithmen erlauben eine
Vernetzung der Werkstückgeometrien des hydrostatischen Strangpressens, doch sind diese FE–
Netze durch eine große Anzahl von Knoten und eine große Bandbreite gekennzeichnet, so dass
in Folge dieser beiden Eigenschaften die für eine Simulation benötigte Rechenzeit verlängert
würde.
Die in PEP [41] verfügbaren Vernetzungsalgorithmen sind im Hinblick auf ihre Eignung zur
Erzeugung von Simulationsnetzen zur Modellierung des hydrostatischen Strangpressens wie
folgt gekennzeichent:
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• Verwendet man den QuadGrid–Algorithmus [98], der ein Netz mit einer homogenen Ele-
mentgröße generiert und gibt dabei eine Elementkantenlänge vor, die ausreichend Ele-
mente über den Strangquerschnitt des Profils erzeugt, dann ist die Anzahl der Elemente
zur Vernetzung des Werkstücks sehr hoch, da im Bereich des Blockes unnötig viele Ele-
mente erzeugt werden
• Mit dem QuadTree–Algorithmus [87] kann in einem gewissen Rahmen ein Netz mit ei-
ner an die Außenkontur des Werkstücks angepassten Elementgrößenverteilung erstellt
werden, jedoch erzeugt dieser Algorithmus kein strukturiertes Netz
• Bei Einsatz des QuadPave–Algorithmus [22] werden Netze generiert, die bei Verwendung
einer entsprechend diskretisierten Außenkontur im Vergleich zu dem QuadGrid–Algorith-
mus eine kleinere Anzahl Elemente enthalten. Ein strukturiertes Netz wird jedoch auch
von diesem Algorithmus nicht erzeugt. Trotz dieser Einschränkung erfüllt der QuadPave–
Algorithmus von den in PEP verfügbaren Vernetzungsalgorithmen die Erfordernisse an
die Netzgenerierung bei der Simulation des hydrostatischen Strangpressens am besten.
Ein in PEP bereits existierendes Programmmodul zur Verbindung von aus Flansch–Elementen
(Zweiknoten–Lienienelemente) bestehenden Linienzügen mit Quad–Elementen wurde dahinge-
hend erweitert, dass dieses Programmmodul strukturierte Netze erzeugt. Dadurch wurde PEP
um ein benutzerfreundliches Modul zur Erstellung von strukturierten Netzen für zweidimensio-
nale Modelle ergänzt (siehe Abbildung 4.13).
Abbildung 4.13: Eingabemaske für das manuelle Vernetzungsmodul „Poly Connect”
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Die Netzerzeugung erfolgt in folgenden Schritten:
1. Manuelle Erzeugung eines Flansch–Linienzuges entlang der inneren und äußeren Beran-
dung des Werkstücks durch Verwendung der in PEP vorhandenen Konstruktionswerkzeu-
ge unter Beachtung der folgenden Bedingungen:
(a) Die beiden Konturzüge dürfen nicht verbunden sein
(b) Beide Konturzüge müssen die gleiche Anzahl von Elementen beinhalten
(c) Beide Konturzüge dürfen nicht unterbrochen sein.
2. Aufruf des Modules „Poly Connect” und Eingabe der Parameter zur Erzeugung des Net-
zes
Anzahl der Elementschichten: Mit diesem Parameter wird die Anzahl der zu erzeugen-
den Elementschichten vorgegeben
L1/L2: ermöglicht die Vorgabe eines Skalierungsfaktors der Elementlänge zwischen ers-
tem und letztem Element einer jeden Elementreihe (im hier gezeigten Beispiel zwei).
3. Abspeichern des Netzes zur späteren Wiederverwendung während der Simulation unter
dem Namen „Netztemplate.out”.
In Abbildung 4.14 ist beispielhaft ein mit diesem Modul erzeugtes FE–Netz dargestellt. Pro-
grammintern werden bei der Erzeugung des Netzes die Knoten- und Elementnummern durch
das Modul strukturiert zugewiesen.
Ein derart durch manuellen Eingriff erzeugtes Simulationsnetz ist gut an die großen Quer-
schnittsabnahmen angepasst, wenn die Knotendichte in Richtung des Strangaustritts und in der
Nähe der Matrizenradien erhöht wird.
(a) Manuell generierter Konturzug
(b) Erzeugtes Netz
Abbildung 4.14: Erzeugung strukturierter 2D–FE–Netze
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4.4.2 Template–Remeshing
Die großen Querschnittsabnahmen des hydrostatischen Strangpressens führen zu großen Form-
änderungen im Werkstück, die ihrerseits das FE–Netz schnell degenerieren lassen. Aus diesem
Grund muss das Werkstück im Laufe der Prozesssimulation oft neu vernetzt werden. Beispiels-
weise werden für die in Kapitel 6 dokumentierten Simulationen mehrere hundert Remeshing-
operationen benötigt.
Die große Querschnittsabnahme erfolgt unter Formzwang durch die formgebende Matrize, so
dass die Geometrieänderung des Werkstücks stark eingeschränkt ist (siehe Abbildung 4.15).
Für die Simulation ist der Bereich kurz vor der Matrize bis zum Matrizenaustritt besonders
interessant. Abstrahiert kann man die Geometrieänderung des Werkstücknetzes während der
Simulation wie folgt beschreiben :
• Der Block wird kürzer
• Der Strang wird länger
• Vor Einlauf in die Matrize (In Zone I des Zonenmodells) kann der Durchmesser des
Blockes variieren, insbesondere findet eine Abrundung des Blockes vor dem Einlauf in
die Matrize statt.
Abbildung 4.15: Geometrieänderung beim hydrostatischen Strangpressen
Diese Eigenschaften erlauben eine Werkstückvernetzung durch Wiederverwendung eines ein-
gangs generierten und abgespeicherten Netzes.
Im Rahmen dieser Arbeit wurde ein Programmmodul zur automatisierten Werkstückneuver-
netzung durch Wiederverwendung und geometrische Anpassung eines vor Simulationsbeginn
(nicht degenerierten) Netzes entwickelt und in das Programm PEP implementiert. Diese Art von
Remeshing sei „Template–Remeshing” genannt.
Die Vorteile dieses Vorgehens sind:
• Die Wiederverwendung rechtfertigt den erhöhten Aufwand zur Erzeugung des anfängli-
chen Simulationsnetzes
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• Die Neuvernetzung unter Verwendung eines solchen Netz–Templates ist schneller als eine
konventionelle Neuvernetzung
• Die lokale Knotendichte und folglich die Genauigkeit des Simulationsmodells bleiben im
Verlauf der Simulation konstant
• Bei der überwiegenden Mehrzahl der Werkstückneuvernetzungen bleibt die Zahl der Kno-
ten und Elemente unverändert, so dass keine Neuinitialisierung des Lösers notwendig
ist, sondern analog zu einer Netzoptimierung [40] die korrigierten Knotenpositionen und
deren technologische Größen an den Löser übergeben werden, woraus eine Rechenzeit-
ersparnis resultiert
• Sofern die Zahl der Knoten und Elemente konstant bleibt, kann auch auf einen Druck-
neuaufbau verzichtet werden, der eine Abweichung vom Realprozess darstellt und eine
Verlängerung der Rechenzeit zur Folge haben würde.
Es sei an dieser Stelle angemerkt, dass auch eine Werkstückneuvernetzung ohne Änderung der
Knoten- und Elementanzahl zu einer Störung der Kontaktsituation und des Kräftegleichgewich-
tes zwischen Umformkraft, Druckmedium und Kontaktkraft der Matrize führt. Diese Störung
des Kräftegleichgewichtes bedarf der Drucknachregelung. Der Mechanismus wird in [26] de-
taillierter beschrieben und es werden Maßnahmen zur Minimierung der Störungen diskutiert.
Der implementierte Algorithmus zum Templateremeshing wird, sobald die Modelldiagnose die
Notwendigkeit der Werkstückneuvernetzung diagnostiziert, über die in PEP bereitgestellte Be-
nutzerschnittstelle zur Vernetzung aufgerufen. Der Algorithmus besteht aus folgenden Schrit-
ten:
• Import des im Plattenspeicher bereitgehaltenen Netztemplates in den Datenmanager
• Für alle Elemente des Netztemplates werden folgende Operationen durchgeführt:
– Berechnung des Elementschwerpunktes
– Test, ob der Elementschwerpunkt außerhalb des zu vernetzenden Werkstücks liegt.
Dieser Fall kann am Blockende eintreten
– Falls Schwerpunkt außerhalb des Werkstücks liegt, wird das Element gelöscht.
• Knoten ohne Elementzuordnung entfernen
• Für alle Knoten an der Oberfläche des Netztemplates werden folgende Operationen durch-
geführt:
– Bestimmung des nächsten Oberflächenelementes des zu vernetzenden Werkstücks
– Positionierung des Knotens auf das identifizierte Oberflächenelement.
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Nach erfolgter Neuvernetzung löst die Modelldiagnose eine Datenübertragung aus, die in Ab-
schnitt 4.4.3 näher betrachtet wird.
Das implementierte Modul zur Template–Vernetzung wurde an die für solche Zwecke von PEP
bereitgestellte Schnittstelle „User–Vernetzer” gekoppelt. Abbildung 4.16 zeigt ein im Rahmen
dieser Arbeit zur Modellierung des hydrostatischen Strangpressens eingesetztes Netz, das im
Laufe der Simulation degeneriert ist und durch den entwickelten Template-Vernetzungsalgo-
rithmus neu vernetzt wurde. 3
(a) Degeneriertes Netz (b) Neu vernetztes Netz
Abbildung 4.16: Netzveränderung bei Neuvernetztung mit Template–Remeshing Algorithmus
Der entwickelte Vernetzungsalgorithmus und die Template–Remeshingmethode sind nicht auf
die Simulation des hydrostatischen Strangpressens begrenzt, sondern eignen sich für alle Pro-
zesse mit großem Formzwang. Beispielsweise kann diese Vernetzungsstrategie für die Simula-
tion des direkten und indirekten Strangpressens verwendet werden. Abbildung 4.17 zeigt ein
FE–Netz für die Simulation des direkten Strangpressens, das vor Beginn der Simulation durch
Verwendung von Werkstücktransformationen [40, 41] zur hinreichend feinen Abbildung des
kleinen Matrizeneingangsradiuses angepasst wurde.
3Zum Einsatz des Template–Vernetzers muss der Benutzer das wiederzuverwendende Netztemplate in Form einer
„Patran-Neutral”–Datei aus PEP heraus mit der dafür bereitstehenden Exportfunktion exportieren. Die Datei muss
mit dem Namen „Netztemplate.out” versehen werden und im Verzeichnis des Modells liegen. Des Weiteren muss
im Menü „Chef” von PEP der zu verwendende Remeshing–Algorithmus durch Vorgabe der Parameter MR2S=-1
beziehungsweise MR3S=-1 bei einem dreidimensionalen Modell, die Verwendung des User–Vernetzers vorgege-
ben werden. [41]
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Abbildung 4.17: Finite–Elemente Netz für das direkte / indirekte Strangpressen (Ausschnitt)
4.4.3 Datenübertragung
Die große Anzahl der Werkstückneuvernetzungen, die bei der Simulation des hydrostatischen
Strangpressens notwendig sind erfordert im Anschluss an eine Neuvernetzung eine genaue und
idealerweise auch schnelle Datenübertragung der technologischen Größen auf das neu generier-
te Werkstücknetz.
Erste Simulationsergebnisse mit dem im Rahmen dieser Arbeit entwickelten Simulationsmo-
dell des hydrostatischen Strangpressens zeigten bei einem Block mit einem Durchmesser d0 =
150 mm der zu einem Strang mit einem Durchmesser d1 = 10 mm verpresst wurde, dass die für
die Strangmitte simulierte Vergleichsformänderung die mit der Elementaren Theorie berechne-
te Vergleichsformänderung wesentlich überschreitet, wie in Abbildung 4.18 dargestellt ist. Die
simulierte Vergleichsformänderung wurde in der Mitte des Stranges am Matrizenaustritt abgele-
sen und ist als Funktion der bis zu diesem Zeitpunkt extrudierten Stranglänge dargestellt (siehe
Abbildung 4.19). Erwartet wird eine asymptotische Annäherung der dargestellten Kurve an den
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für die Strangmitte berechneten Wert. Für diesen Vergleich wurde die Strangmitte gewählt, weil
in der Strangmitte keine Einflüsse durch Scherungsanteile bei der Formänderung gegeben sind.
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Abbildung 4.18: Simulierte Vergleichsformänderung εv als Funktion der extrudierten Stranglän-
ge
Abbildung 4.19: Position der Ablesestelle
Als Ursache für diese Abweichung der Simulationsergebnisse von den erwarteten Ergebnis-
sen konnte die Datenübertragung identifiziert werden. Die lineare Interpolation bei der Daten-
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übertragung, die in PEP nach [46, 47, 99] implementiert ist, führt in Kombination mit dem
näherungsweise exponentiellen Verlauf der zu übertragenden Größen in der Umformzone und
der großen Anzahl im Simulationsverlauf notwendiger Datenübertragungen zu dem gezeigten
Fehler, der eine erfolgreiche Simulation des hydrostatischen Strangpressens unmöglich macht.
Dieser Fehler kann in ähnlicher Weise auch bei der Simulation des direkten Strangpressens
beobachtet werden.
Abbildung 4.20 zeigt schematisch den Verlauf der Vergleichsformänderung in der Strangmit-
te beim hydrostatischen Strangpressen eines runden Stabes aus einem runden Block und der
Interpolationsfunktion bei Verwendung eines groben Netzes. Eingezeichnet sind für die Kno-
ten, die die Stützstellen für die Interpolation bilden, der vorliegende Umformgrad und der Ver-
lauf der abschnittsweise linearen Interpolationsfunktion. Zum Vergleich ist der Verlauf der Ver-
gleichsformänderung des Kontinuums eingezeichnet. Man erkennt, dass bei jeder Datenübertra-
gung ein (jeweils kleiner) Sekantenfehler in Richtung größerer Formänderungen gemacht wird.
Durch wiederholte Akkumulation aufgrund der großen Anzahl während der Simulation notwen-
diger Datenübertragungen erreicht der Interpolationsfehler die in Abbildung 4.18 dargestellte
Größenordnung.
Abbildung 4.20: Interpolationsfehler bei Verwendung linearer Interpolationsfunktionen
Eine Simulation, die ein Netz mit kleinerer Kantenlänge verwendet, reduziert den bei einer
Datenübertragung gemachten Fehler, jedoch muss das feiner diskretisierte Netz öfter als ein
grob diskretisiertes neu vernetzt werden, wodurch die Genauigkeitssteigerung teilweise wieder
kompensiert wird. Aus diesem Grund und wegen des durch die größere Anzahl der Freiheitsgra-
de weiter erhöhten Zeitbedarfes zur Simulation ist die Verwendung von Netzen mit kleineren
Elementen zur Minimierung des hier beobachteten Problemes keine befriedigende Lösung.
Eine weitere Fehlerquelle zusätzlich zu der Interpolationsfunktion kann bei stark verzerrten Net-
zen, wie sie im Rahmen dieser Arbeit im Bereich des Blockes verwendet werden, der Suchalgo-
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rithmus sein, der die Stützstellen–Knoten mit den zu interpolierenden Größen bestimmt. Wer-
den diese Knoten ausschließlich anhand ihres geometrischen Abstandes vom Ziel–Knoten be-
stimmt, dann besteht die Gefahr, dass viele, schlimmstenfalls sogar alle ausgewählten Quell–
Knoten auf einer Linie liegen. Abbildung 4.21 zeigt für die Position eines Ziel–Knotens die
anhand ihrer Entfernung zu dem Ziel–Knoten ausgewählten Quell–Knoten. Eine Interpolation
mit derart ausgewählten Quell–Knoten, die die Raumrichtungen stark unterschiedlich reprä-
sentierten, führt zu weiteren Interpolationsfehlern. Für eine präzise Datenübertragung müssen
jedoch Stützstellen–Knoten aus allen Richtungen um den Ziel–Knoten zur Berechnung der In-
terpolationsfunktion herangezogen und die Raumrichtungen möglichst gleichrangig vertreten
sein.
Abbildung 4.21: Bestimmung der Quell–Knoten bei verzerrten Netzen zur Datenübertragung
Im Rahmen dieser Arbeit wurden zur Beseitigung der beiden Fehlerquellen zwei Algorithmen
implementiert:
1. Bestimmung der Nachbarknoten: Zunächst werden für einen Knoten des Ziel–Netzes die
Stützstellen–Knoten anhand der Topologie des Quell–Netzes bestimmt
2. Interpolation: Durch Einsatz einer Spline–Interpolationsfunktion werden die technologi-
schen Werte der im ersten Schritt ermittelten Stützstellen–Knoten für die Position des
Ziel–Knotens interpoliert.
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Die neu implementierte Auswahl der Stützstellen–Knoten nutzt die vom Programmsystem PEP
standardmäßig bereitgestellten Listen, die die Topologieeigenschaften eines Netzes beschrei-
ben. So sind nicht nur die Knoten jedes Elementes verfügbar, sondern auch die Information,
in welchen Elementen ein Knoten enthalten ist. Diese Zuordnung wird in dem hier vorgestell-
ten Algorithmus für eine effektive Vorgehensweise ausgenutzt, indem zunächst die Knoten aus
der unmittelbaren Umgebung eines Ziel–Knotens ermittelt werden und anschließend durch die
Knoten der angrenzenden Elemente ergänzt werden.
Der Algorithmus zur Bestimmung der Nachbarknoten wird in folgenden Schritten ausgeführt
(Abbildung 4.22 zeigt die Vorgehensweise an einem 2D–Netz beispielhaft dar):
(a) Stützstelle liegt in einem Element
(b) Stützstelle liegt auf Elementkante
(c) Stützstelle liegt auf einem Knoten
Abbildung 4.22: Knotenauswahl bei der Datenübertragung bei 2D-Netzen
• Zunächst wird die Position des Ziel–Knotens in dem Quell–Netz klassifiziert. Dabei wer-
den folgende Fälle unterschieden:
– (a) Knoten innerhalb eines Elementes
– (b) Knoten auf einer Elementkante zwischen zwei Elementen
– (c) Knoten Deckungsgleich mit einem weiteren Knoten des Quell–Netzes.
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• In Abhängigkeit der Klassifikation werden die Knoten in die Stützstellen–Liste eingetra-
gen:
– Im Fall (a) werden die Knoten des ermittelten Elementes in die Stützstellen–Liste
eingetragen
– Im Fall (b) werden die Knoten der beiden ermittelten Elemente in die Stützstellen–
Liste eingetragen
– Im Fall (c) werden die Knoten aller Elemente, die diesen Knoten enthalten, in die
Stützstellen–Liste eingetragen.
• Zu allen bisher ausgewählten Knoten werden die Elemente, die diese Knoten enthalten,
ausgewählt und in eine temporäre Liste eingetragen. Die so ausgewählten Elemente liegen
zwangsläufig in der unmittelbaren Nachbarschaft zu den bisher ausgewählten Knoten.
• Alle Knoten der in der temporären Liste verzeichneten Elemente werden in die Liste der
Stützstellen eingefügt
• Um zu verhindern, dass die Zahl der Stützstellen–Knoten übermäßig ansteigt, wird diese
auf 60 begrenzt.
Der in Abbildung 4.20 dargestellte Sekantenfehler wurde durch die Implementierung eines neu-
en Datenübertragungsalgorithmus beseitigt, der mithilfe der Verwendung von Spline–Interpola-
tionsfunktionen eine erhöhte Genauigkeit erreicht. Zu diesem Zweck wurden Spline–Funktionen
dritten Grades ausgewählt, weil sie durch folgende Eigenschaften gekennzeichnet sind [36, 37]:
• Die Stützstellen werden exakt durchlaufen
• Spline–Funktionen sind an den Stützstellen stetig im Verlauf, in der Steigung und in der
Krümmung. Hierdurch erzeugen sie „glatte Kurven”, deren Verlauf sehr nahe an dem
Verlauf der zu interpolierenden Größen liegt
• Die Interpolationsfunktionen weisen zwischen den Stützstellen keine Schwingungen auf
• Die Interpolationsfunktionen können für eine variable Anzahl von Stützstellen eingesetzt
werden
• Erprobte und numerisch robuste Algorithmen, die die Spline–Interpolation programm-
technisch umsetzen, sind verfügbar.
Diese Eigenschaftskombination erfüllt die Anforderungen der Datenübertragung bei Finite–Ele-
mente Simulationen mit linearen Elementen und einer großen Anzahl von Datenübertragungen.
Nachteilig ist der im Vergleich zur linearen Interpolation erhöhte Rechenzeitbedarf der Spline–
Interpolation.
Der Algorithmus zur Interpolation durch die Verwendung von Spline–Kurven besteht aus den
folgenden Schritten:
KAPITEL 4. ENTWICKLUNG DES SIMULATIONSMODELLS 74
Modell Anzahl der Dauer [s]
Knoten Elemente Konventionell Spline
1 1476 1304 1,61 6,36
2 1496 1350 1,74 6,74
3 5559 5216 31,57 88,62
4 9207 7452 111,49 1293,82
Tabelle 4.1: Vergleich der CPU–Zeiten für eine Datenübertragung
• Schleife über alle Knoten des Ziel–Netzes
• Bestimmung der Nachbarknoten (im Quell–Netz) durch eigenständigen Algorithmus
• Schleife über alle bei der Datenübertragung zu übertragenden physikalischen Größen
• Berechnung der Koeffizienten der Spline–Interpolationsfunktion anhand der Verteilung
an den Nachbarknoten des zu übertragenden physikalischen Wertes
• Berechnung des interpolierten Wertes für die Position des Ziel–Knotens mit der Spline–
Interpolationsfunktion.
Die programmtechnische Umsetzung der Spline–Interpolationsfunktion erfolgt in Anlehnung
an die Algorithmen, die in [37] publiziert wurden.4
Tabelle 4.1 vergleicht für ausgewählte Modellgrößen die für eine Datenübertragung benötig-
te CPU–Zeit5 zwischen der linearen Datenübertragung und der Datenübertragung mit Spline–
Interpolation. Die Modelle eins bis drei sind 2D–Modelle, das Modell vier ist ein dreidimensio-
nales Modell. Man erkennt, dass der vergrößerte Rechenaufwand zur Genauigkeitssteigerung
mit einem zeitlichen Mehraufwand (Faktor 4 bei zweidimensionalen Netzen, Faktor 11 bei drei-
dimensionalen Netzen) verbunden ist, der jedoch an dieser Stelle nicht vermieden werden kann.
Die durch den Einsatz dieser beiden Algorithmen erreichten Simulationsergebnisse sind in Ka-
pitel 5 und 6.3 dokumentiert.
4.4.4 Parametrisierung des Werkstücks
Vor Erstellung eines Simulationsmodells ist zu prüfen, ob der Realprozess eine axiale Sym-
metrie um die Pressachse besitzt. Aufgrund der großen Formänderungen und der langen Pro-
zesszeiten sind die Simulationszeiten so lang, dass bei dem jetzigen Entwicklungsstand nur
zweidimensionale Modelle in einer vertretbaren Zeit berechnet werden können. Aus diesem
Grund ist bei komplexen Geometrien zu überprüfen, ob eine Vereinfachung zu einem solchen
zweidimensionalen Modell möglich ist.
4Für die Datenübertragung in zweidimensionalen Modellen wurde der Algorithmus „Prob2”, in dreidimensionalen
Modellen der Algorithmus „Prob3” an die im Rahmen dieser Arbeit und zur Entwicklung des Programmsystems
PEP eingesetzten Gnu–Compiler [5] angepasst.
5Eingesetztes Rechnersystem: Intel Xeon CPU, Taktfrequenz 3,2 GHz, Arbeitsspeicher 2 GB.
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Die Werkstückgeometrie wird bei Vorhandensein einer Rotationssymmetrie durch ein Finite–
Elemente Netz aus Quad–Elementen abgebildet, dreidimensionale Modelle durch ein Netz aus
Hexaeder–Elementen.
Im Allgemeinen werden beim hydrostatischen Strangpressen Blöcke mit großem Längen- zu
Durchmesserverhältnis eingesetzt, der Strangpressprozess jedoch nur bis zum Erreichen des
quasi–stationären Zustandes modelliert. Der Block kann im Simulationsmodell auf die zum
Erreichen des stationären Zustandes notwendige Länge verkürzt werden, wie in Abbildung 4.23
schematisch dargestellt ist. Durch diese Verkleinerung der Knotenzahl und damit der Anzahl
numerischer Freiheitsgrade im Simulationsmodell wird die Rechenzeit verkürzt.
Abbildung 4.23: Verkürzung des Blockes im Simulationsmodell
Für die Parametrisierung des Werkstücknetzes sind folgende Eigenschaften vorzugeben:
• Modellsymmetrie und Symmetriebedingung (Achsen- beziehungsweise Rotationssym-
metrie)
• Homogene Ausgangstemperatur ϑBl oder alternativ das Temperaturfeld des Blockes (bei-
spielsweise aus einer vorhergehenden Simulation)
• Werkstoffeigenschaften.
Die Modellierung des Werkstoffs wird gesondert in Abschnitt 6.2.1 behandelt.
Das hydrostatische Strangpressen ist ein Umformverfahren, bei dem es im Allgemeinen zu ei-
ner erheblichen Werkstückerwärmung in der Umformzone kommt. Dieses Verhalten kann nur
in einer thermisch–mechanisch gekoppelten Simulation abgebildet werden. Für eine thermisch–
mechanisch gekoppelte Simulation sind zusätzlich zu den oben genannten die folgenden Para-
meter vorzugeben:
• Wärmeübergangskoeffizient α für den Wärmetransport zwischen Werkstück und Werk-
zeug
• Wärmeemissionskoeffizient ε für den Wärmetransport durch Strahlung zwischen dem
Strang und der Umgebung
• Umgebungstemperatur ϑU .
Weitere Parameter sind bei der Modellierung der Werkzeuge einzusetzen, die in Abschnitt 4.5
erläutert werden.
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4.5 Modellierung der Werkzeuge
In dem Simulationsmodell des hydrostatischen Strangpressens werden die Werkzeuge starr un-
ter Vernachlässigung der elastischen Formänderungen modelliert. Infolge der Annahme des star-
ren Werkzeugverhaltens beschränkt man sich bei der Modellierung der Werkzeuge auf die mit
dem Werkstück in Kontakt befindlichen Werkzeugoberflächen. Folglich braucht lediglich die
Matrize im Simulationsmodell abgebildet zu werden. Die Matrize wird durch das Wirkmedium
umflossen und von diesem abgestützt. Dadurch wird seine elastische Verformung minimiert und
ist erfahrungsgemäß vernachlässigbar klein.
Die potentielle Kontaktfläche der Matrize wird durch ein diskretes Netz modelliert, welches bei
2D–Modellen aus Flansch–Elementen, bei 3D–Modellen aus Quad4–Elementen aufgebaut ist.
Die Diskretisierung des Werkzeugnetzes wird so gewählt, dass die Werkzeugradien mit einigen
Elementen über den Umfang abgebildet werden. Zur Vermeidung durch den Kontaktalgorith-
mus hervorgerufener numerischer Instabilitäten während der Simulation wird das Werkzeug-
netz mit einer Elementkantenlänge vernetzt, die kleiner als die des Werkstücknetzes ist. Das in
Abbildung 4.1 gezeigte Simulationsmodell beinhaltet ein derart modelliertes Werkzeug.
Die Matrize ist ortsfest und wird mit den Parametern Reibungskoeffizient µ sowie bei einer
thermisch–mechanisch gekoppelten Simulation mit der Temperatur ϑOWZ versehen. Die Werk-
zeuge behalten diese beiden Eigenschaften konstant während der ganzen Prozesssimulation
bei. Eine eventuelle Erwärmung oder Abkühlung der Matrizenoberfläche im Simulationsver-
lauf wird daher nicht berücksichtigt.
4.6 Modellierung des Werkstoffs
4.6.1 Fließkurvenbeschreibung
Die zentrale mechanische Werkstoffeigenschaft bei der Modellierung metallischer Umform-
vorgänge ist die Fließkurve des zu modellierenden Werkstoffs, die bereits eingehend in Ab-
schnitt 3.2.5 beschrieben wurde. Im Rahmen dieser Arbeit wurde auf die im eingesetzten Pro-
grammsystem implementierten und bewährten Methoden zur Fließkurvenbeschreibung zurück-
gegriffen. Die Entwicklung einer neuen Fließkurvenbeschreibung, die speziell auf die großen
Umformgrade, die beim hydrostatischen Strangpressen erreicht werden, ist keine Zielsetzung
dieser Arbeit. Wie die Validierung der erzielten Simulationsergebnisse zeigt (Siehe Kapitel 5
und Abschnitt 6.3) scheint dies für eine erfolgreiche Modellierung des hydrostatischen Strang-
pressens nicht unbedingt notwendig.
Die Fließkurve zur Simulation des mit der Messrastermethode verpressten Kupferblockes des
verwendeten Werkstoffs wurde mit einer analytischen Fließkurvenbeschriebung nach Hensel–
Spittel-I, die bereits in Abschnitt 3.2.5 detailliert vorgestellt wurde, beschrieben. Die verwende-
ten Parameter sind in Abschnitt 5.1 dokumentiert.
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Für die Modellierung des industriellen Strangpressprozesses wurde aufgrund des entfestigenden
Materialverhaltens der eingesetzten Magnesiumlegierung die tabellarische Fließkurvenbeschrei-
bung verwendet und die experimentell bestimmten Fließspannungswerte, die die im Experiment
erfassten Umformgrade und Umformgeschwindigeiten überschreiten, extrapoliert. Die Parame-
ter der Fließkurvenbeschriebung und die durchgeführten Extrapolationen sind in Abschnitt 6.2.1
detailliert beschrieben.
Diese Fließkurven werden dem im Rahmen dieser Arbeit eingesetzten FE–System, bestehend
aus PEP & LARSTRAN/Shape, entweder in tabellarischer Form oder einer mathematisch–
empirischen Beschreibung bereitgestellt (siehe Gleichungen 3.2 bis 3.5 in Abschnitt 3.2.5). Das
Materialverhalten wird bei der Modellierung der Warmumformung im Allgemeinen mit einem
visko–plastischen Materialgesetz beschrieben und dabei werden elastische Vorgänge im Werk-
stück vernachlässigt, da diese sehr klein im Vergleich zur plastischen Formänderung sind.
Sollen davon abweichend elastoplastische Simulationen durchgeführt werden, müssen zusätz-
lich auch der E–Modul E in Abhängigkeit der Temperatur und die Querkontraktionszahl ν
bekannt sein.
4.6.2 Thermische Daten
Zur Parametrisierung der thermischen Eigenschaften des Werkstoffs sind die folgenden prozess-
unabhängigen Kennwerte jeweils als Funktion der Werkstofftemperatur in tabellarischer Form
vorzugeben:
• Spezifische Wärmekapazität cp
• Wärmeausdehnungskoeffizient αth
• Wärmeleitfähigkeit λ
• Wärmeemissionskoeffizient ε
• Dissipation D.
Die Abhängigkeit der spezifischen Wärmekapazität cp von der Dichte ρ des Werkstoffs erfor-
dert auch die Angabe der Dichte als Funktion der Temperatur.
Kapitel 5
Experimentelle Validierung des
Simulationsmodells
Zur Validierung von numerischen Modellen in der Umformtechnik werden bevorzugt zwei Ver-
fahren eingesetzt. Zur Kontrolle der globalen Größen (Umformkraft, Leistungs-, und Arbeits-
bedarf) ist die Elementare Theorie besonders gut geeignet, weil sie einfach und schnell in der
Anwendung ist. Aufgrund des vergleichsweise geringen Reibungseinflusses und der Verwen-
dung von konischen Matrizen weicht beim hydrostatischen Strangpressen der reale Werkstoff-
fluss nur moderat von der der Elementaren Theorie zugrunde liegenden Annahme des ebenen
Formänderungszustandes ab. Das hydrostatische Strangpressen ist nicht vollständig reibungs-
frei, folglich ist der mit der Elementaren Theorie berechnete Umformgrad, wie bereits erläutert,
nur für die Mitte des extrudierten Stranges gültig und darf nur dort mit dem Simulationsergeb-
nis verglichen werden. Soll die simulierte Formänderung außerhalb der Profilachse validiert
werden, ist hierzu die Messrastermethode einzusetzen. Aufgrund des großen Aufwandes kann
diese experimentelle Methode jedoch nur für einzelne Blöcke eingesetzt werden.
5.1 Simulationsmodell des Messrasterversuchs
Für die Validierung der im Rahmen dieser Arbeit erstellten Programmmodule und des Simulati-
onsmodells zur Simulation des hydrostatischen Strangpressens stand ein mit einer industriellen
hydrostatischen Strangpresse verpresster Kupferblock zur Verfügung (siehe Abbildung 3.17 auf
Seite 42).
Dieser Block wurde vor dem Verpressen zunächst in Querrichtung geteilt und dann die hintere
Blockhälfte in Längsrichtung mittig geteilt. Eine dieser beiden Hälften wurde mit einem Raster
versehen. Die Geometrie der markierten Blockhälfte und des aufgebrachten Messrasters ist in
Abbildung 5.1 dargestellt. Die beiden Blockhälften wurden zum Verpressen wieder zusammen-
gefügt und die Fuge an der Blockoberfläche verschweißt. Der so vorbereitete Blockabschnitt
wurde zusammen mit der nicht markierten vorderen Blockhälfte verpresst.
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Abbildung 5.1: Geometrie der markierten Blockhälfte für den Messraster–Versuch
Die Innenkontur der eingesetzten Matrize ist in Abbildung 5.2 dargestellt. Die Geometrie der
drei Kurvensegmente wird analytisch durch die drei folgenden Formeln beschrieben:
I: y =−6,5212+0,3057 · x 21,3≤ x ≤ 42,6
II: y = 0,003588 · x2 42,6≤ x ≤ 99,549
III: y = 59,25 − 0,005382 · (165,9 − x)2 99,549≤ x ≤ 165,9 .
Abbildung 5.2: Innenkontur der Matrize
Für die Beschreibung der Fließkurve wurde ein am IBF vorhandener Datensatz der Kupferle-
gierung Cu–DHP (ehemalige Bezeichnung SF–Cu) mit einer Hensel–Spittel–Regression nach
Formel 3.5 ( k f = a1 · ea2·ϑ · ϕ˙a3 ·ϕa4 · e
a5
ϕ ) mit den folgenden Regressionskoeffizienten verwen-
det:
a1 = 897,609
a2 = 0,18257
a3 =−0,0028267
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a4 =−0,022088
a5 =−0,005657.
Der Definitionsbereich der Fließkurvenbeschreibung ist das Umformgrad–Intervall 0 < ϕ <
0,66. Oberhalb dieses vermessenen Umformgrad–Bereiches werden die Fließspannungswer-
te k f mit der Fließspannung vom maximal ermittelten Umformgrad abgeschätzt
k f (ϕv > 0,66) = k f (ϕV = 0,66).
Analog wird für Umformgeschwindigkeiten verfahren, die oberhalb der größten experimentell
bestimmten Umformgeschwindigkeit von ϕ˙ > 10 s−1 liegen
k f (ϕ˙ > 10) = k f (ϕ˙ = 10).
Diese Abschätzung der Fließkurven ist schematisch in Abbildung 5.3 dargestellt.
Abbildung 5.3: Verwendetes Fließkurvenfeld der Kupferlegierung Cu–DHP bei 600°C
Da nur ein Block vorhanden ist dürfen diesem keine Proben zur Ermittlung von Fließkurven
entnommen werden. Aus diesem Grund kann die Gültigkeit der Fließkurve für die vorliegende
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Eigenschaft Wert
Dichte ρ = 8,94g/cm3
Spezifische Wärmekapazität cp = 385J/kg ·K
Dissipation D = 0,95
Wärmeleitfähigkeit λ = 0,39W/mm ·K
Wärmeausdehnungskoeffizient αth = 1,7 ·10−5 1/K
Wärmeemissionskoeffizient ε = 0,85
Wärmeübergangskoeffizient α = 0,0044
Tabelle 5.1: Physikalische Eigenschaften von E–Cu
Werkstoffcharge nicht experimentell bestätigt werden und ist mit einer Unsicherheit behaftet.
Zusätzlich führen die Extrapolationen der Fließkurvenbeschreibung zu einer Ungenauigkeit bei
großen Umformgraden von unbekannter Größe.
Die physikalischen Eigenschaften des Werkstoffs wurden [6] entnommen und sind in Tabelle 5.1
zusammengestellt.
Der Reibungskoeffizient wurde abgeschätzt zu µ = 0,02 und die Temperatur des Werkstücks
beträgt ϑws = 600◦C. Die Werkzeugtemperatur wurde mit ϑwz = 50◦C, die Temperatur des
Wirkmediums mit ϑW = 600◦C abgeschätzt. Der bei diesem Experiment gemessene Druckver-
lauf ist in Abbildung 5.4 als Funktion der Prozesszeit dargestellt.
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Abbildung 5.4: Im Messraster–Experiment ermittelter Druckverlauf, Werkstoff Cu–DHP
Das Simulationsmodell des visioplastischen Versuchs ist in Abbildung 5.5 dargestellt. Das Ma-
terialflussnetz wurde mit der gleichen Diskretisierung wie das Raster des Kupferblockes erstellt.
In radialer Richtung beträgt der Abstand zwischen den Rasterlinien 7,5mm, in Pressrichtung
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beträgt der Abstand 4mm mit Ausnahme der beiden Elementreihen, die an der Symmetrieach-
se liegen. Diese beiden Elementreihen wurden in einem Abstand von 3,75mm erstellt um die
Krümmung der Rasterlinien in der Mitte des Blockes genauer abbilden zu können.
Abbildung 5.5: Simulationsmodell des Messraster–Experiments
Zur Verkürzung der Simulationsdauer wurde das Werkstück im Simulationsmodell bereits in
die Matrize eingeführt und die Länge des Blockes auf l0 = 300mm verkürzt, so dass der zu
untersuchende Blockteil direkt vor der Matrize lag. Mit dem Simulationsmodell wird der Re-
alprozess ab der Prozesszeit von t = 86s abgebildet. Des Weiteren wurde die Simulation beim
Erreichen des quasi–stationären Zustandes nach t = 25s der simulierten Prozesszeit beendet.
Das Druckmedium wird mit folgenden Parametern beschrieben:
• Räumliche Ausdehnung y des druckbeaufschlagten Volumens: 75mm
• Breite c der nicht vom Druck zu beaufschlagenden „Randzone” an der Strangspitze: 25mm
• Temperatur ϑW des Wirkmediums: 600◦C
• Breite b der Druckreduktionszone: 50mm.
Der Druckregelung sind folgende Parameter zugewiesen:
• Soll–Geschwindigkeit vsoll des Stranges: 50mm/s
• Nenndruck p des hydrostatischen Wirkmediums: 300N/mm2
• Maximale prozentuale Änderung des Druckes pro Zeitschritt ∆pmax = 3%
• Dämpfungsfaktor fD = 0,125.
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5.2 Ergebnisse der Validierung
Der simulierte Druckverlauf des Druckmediums ist in Abbildung 5.6 als Funktion der Prozess-
zeit im Simulationsmodell dargestellt und dem experimentell bestimmten Druckverlauf gegen-
übergestellt. Der im Simulationsmodell zum Verpressen des Blockes benötigte Druck des Wirk-
mediums beträgt p = 350N/mm2 und liegt damit knapp 10 % über dem experimentell ermit-
telten Druck. Eine mögliche Ursache für die beobachtete Abweichung ist die Unsicherheit der
verwendeten Fließkurvenbeschreibung.
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Abbildung 5.6: Simulierter Druckverlauf
Der Effekt einer Unsicherheit der Fließkurvenbeschreibung wurde durch eine Sensitivitätsana-
lyse untersucht. Dazu wurde die verwendete Fließkurve der Kupferlegierung Cu–DHP, die
durch eine Hensel–Spittel–Regression nach Formel 3.5 (k f = a1 · ea2·ϑ · ϕ˙a3 ·ϕa4 · e
a5
ϕ ) beschrie-
ben ist variiert. Der Fließwiderstand wurde mit dem Parameter a1 = 897,609 um +5% und
um −5% verändert und die Simulation mit der modifizierten Fließkurve wiederholt.
In Abbildung 5.7 werden die mit den modifizierten Fließkurven simulierten Druckverläufe mit
dem Druckverlauf bei Verwendung der ursprünglichen Fließkurve verglichen. Man erkennt,
dass bei Erhöhung des Fließwiderstandes um 5% der Druck p¯ um 5,5% anstieg und bei ei-
ner Erniedrigung um 5% dieser um 5,0% gesunken ist. Daraus kann abgeleitet werden, dass
ein Fehler bei der Fließkurvenbeschreibung einen gleich großen Fehler des simulierten Druck-
verlaufs zur Folge hat.
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Abbildung 5.7: Simulierter Druckverlauf mit modifizierten Fließkurven
Ein Vergleich der simulierten und der mit der Rastermethode ermittelten lokalen Verteilung
der Werkstückdeformation ist in Abbildung 5.8 für die Umformzone dargestellt. Das Linien-
raster des Kupferblockes wurde zur Verbesserung der Sichtbarkeit, soweit erkennbar, manuell
nachgezeichnet. Die Linien, die in Längsrichtung verlaufen, lassen sich mit zunehmender Quer-
schnittsabnahme nicht mehr deutlich erkennen. Man erkennt, dass die Abstände der Rasterlini-
en im Simulationsmodell sowie ihre Krümmung in der Strangmitte derUmformzone nicht exakt
deckungsgleich zu dem Experiment sind. Die Abbildung der simulierten Werkstückverzerrung
stellt diese zwischen den Kreuzungspunkten der Rasterlinien durch Geraden dar, da im Simu-
lationsmodell die Verschiebungen der Kreuzungspunkte vom Simulationsnetz auf das Materi-
alflussnetz übertragen werden. Aus diesem Grund sind die Rasterlinien in der Mittelachse der
Umformzone im Simulationsmodell nicht exakt senkrecht zu der Mittelachse, da sie den realen
Verlauf (wie er mit einem unendlich feinen Netz abgebildet werden würde) durch eine Sekante
approximieren. Um diesen Effekt zu minimieren wurden im Materialflussnetz des Simulations-
modelles die beiden Rasterlinien in der Mitte des Werkstücks, wie bereits im Abschnitt 5.1
beschrieben, mit kleinerem Abstand als die weiter außen liegenden positioniert.
Die im Vergleich zwischen dem Experiment und dem Simulationsmodell beobachteten Unter-
schiede der Abstände der Rasterlinien sind durch die große Formänderungszunahme in der Um-
formzone begründet. Diese führt dazu, dass die Abstände benachbarter Linien stark zunehmen
und dieser Abstand von der Position des Elementes auf der Mittelachse abhängig ist. Kleine Un-
terschiede in der Position des betrachteten Elementes führen bereits zu den großen beobachteten
Abweichungen im Abstand.
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(a) Experiment (b) Simulation
Abbildung 5.8: Gitterverzerungen: Gegenüberstellung Rastermethode und Simulation
Abbildung 5.9 zeigt einen Vergleich der simulierten Formänderungsverteilung im Längsschnitt
durch die Strangmitte des Blockes. Der Vergleichsumformgrad wurde für die Mitte des Raster-
blocks für jedes Rasterelement aus den Abständen der Rasterlinien nach Formel 3.9 berechnet
und als jeweils konstant für den Bereich zwischen zwei Rasterlinien aus Abbildung 5.8 aufgetra-
gen. Die Abstände der Rasterlinien nehmen innerhalb der Matrize in Pressrichtung zu. Die mit
dem Simulationsmodell berechnete Vergleichsformänderungsverteilung liegt in den Knoten des
Modells in deutlich feinerer Diskretisierung vor und ist in dieser Abbildung kontinuierlich dar-
gestellt. Diese Abbildung bestätigt die gute Übereinstimmung der simulierten Vergleichsform-
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änderungsverteilung mit der experimentell ermittelten. Eine exakte Übereinstimmung zwischen
Experiment und Simulationsmodell kann nicht erwartet werden, da dem Simulationsmodell ein
starr–idelplastisches Materialmodell zugrunde liegt und die Verdichtung von eventuell vorhan-
denen Gussporen durch das Simulationsmodell nicht berücksichtigt wird. In der Nähe des Mate-
rizenaustrittes führen Interpolationsfehler bei der Übertragung der simulierten Formänderungen
auf das stark verzerrte Rasternetz zu weiteren Ungenaugkeiten.
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Abbildung 5.9: Vergleichsumformgrad in der Strangmitte: Rastermethode und Simulation
Die simulierte Vergleichsformänderungsverteilung, die Temperaturverteilung und die Vertei-
lung der Vergleichsspannung sind in Abbildung 5.10 dargestellt. Die Rechenzeit für dieses
Modell betrug auf einer HP XW 6200 Workstation vier Stunden. Für den vorliegenden Pro-
zess errechnet sich der Vergleichsumformgrad in der Mitte des Stranges nach der Elementaren
Theorie mit Formel 3.6 zu ϕv = 2,65. Die Auswertung des unter Einsatz der Messrasterme-
thode verpressten Blockes erfolgte mit Formel 3.9. Es wurde ein Vergleichsumformgrad in der
Strangmitte von ϕv = 2,69 berechnet. Die mit dem Simulationsmodell bestimmte Vergleichs-
formänderung an dieser Stelle beträgt εv = 2,72. Der mit der Elementaren Theorie berechnete
Vergleichsumformgrad weicht demnach um −1,5% von dem mit dem Messrasterversuch be-
stimmten ab, die simulierte Vergleichsformänderung ist um +1,1% höher. Diese Abweichun-
gen liegen innerhalb der Messtoleranz bei der Auswertung des Messrasterversuchs.
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(a) Vergleichsformänderung εv (b) Vergleichsformänderungsgeschwindigkeit ε˙v
(c) Temperaturverteilung ϑ (d) Vergleichsspannung σv
Abbildung 5.10: Simulationsergebnisse mit thermisch-mechanisch gekoppeltem Algorithmus
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An der Oberfläche des Stranges wird bei einem Matrizenwinkel von α = 30◦ durch die Ele-
mentare Theorie (Formel 3.7) ein Vergleichsumformgrad von ϕv = 2,85 vorhergesagt. Die mit
dem Simulationsmodell berechnete Vergleichsformänderung beträgt εv = 2,69, wie in Abbil-
dung 5.10 dargestellt ist. Eine Erklärung für die im Vergleich zur Elementaren Theorie klei-
nere Vergleichsformänderung an der Strangoberfläche ist die Temperaturverteilung. Während
der Elementaren Theorie eine isotherme Temperaturverteilung im Werkstück zugrunde liegt,
berücksichtigt das Simulationsmodell Temperaturänderungen infolge von Dissipation und Wär-
meaustausch mit der Matrize. Das Simulationsmodell zeigt in der Kontaktzone zur Matrize eine
erhebliche Abkühlung des Werkstoffs. Dort liegt eine Temperatur von ϑ = 495◦C vor, während
die Temperatur in der Strangmitte ϑ = 543◦C beträgt. Der Temperaturabfall in der Nähe der
Strangoberfläche führt im Vergleich zu der Mitte der Umformzone zu einer erhöhten Fließ-
spannung. Diese erhöhte Fließspannung bewirkt eine Verlagerung der Umformung in radialer
Richtung in das Innere des Stranges. Dieser Effekt erklärt, warum die simulierte Vergleichsfor-
mänderung in der Strangmitte um 2,6% über der mit der Elementaren Theorie berechneten, an
der Oberfläche jedoch um 5,5% unterhalb des mit der Elementaren Theorie berechneten Wertes
liegt.
Zur Überprüfung dieser Hypothese wurde eine Modifikation des Simulationsmodells berechnet,
die sich lediglich im eingesetzten Berechnungsalgorithmus unterscheidet. Statt des thermisch–
mechanisch gekoppelten Algorithmus wurde bei ansonsten unveränderten Randbedingungen
der mechanische Algorithmus verwendet, bei dem alle Temperatureffekte vernachlässigt wer-
den, so dass es zu keiner oberflächennahen Abkühlung und daraus resultierender Verlagerung
der radialen Umformung in Richtung der Strangmitte kommen sollte, die die simulierte For-
mänderungsverteilung beeinflusst. Dieses Simulationsmodell ist ähnlicher zu der Elementaren
Theorie als das Simulationsmodell mit dem thermisch–mechanisch gekoppeltem Algorithmus.
Die mit dem modifizierten Modell berechnete Verteilung der Vergleichsformänderung εv und
die Formänderungsgeschwindigkeit ε˙v sind in Abbildung 5.11 dargestellt. Man erkennt eine
geringfügige Abweichung der simulierten Vergleichsformänderung, jedoch keine der simulier-
ten Formänderungsgeschwindigkeit im Vergleich zu Abbildung 5.10. Die mit diesem Modell
berechnete Vergleichsformänderung beträgt in der Strangmitte εv = 2,69, an der Strangoberflä-
che εv = 2,74. Damit weicht das Simulationsergebnis in der Strangmitte um +1,5% und an
der Strangoberfläche um −4,0% von der Elementaren Theorie ab. Die Übereinstimmung mit
der Elementaren Theorie ist bei einem isothermen Simulationsmodell besser als bei Berück-
sichtigung der thermischen Effekte. Eine exakte Übereinstimmung kann jedoch nicht erwartet
werden, weil beispielsweise die Effekte der Werkstoffverfestigung von der Elementaren Theorie
nicht berücksichtigt werden.
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(a) Vergleichsformänderung εv (b) Vergleichsformänderungsgeschwindigkeit ε˙v
Abbildung 5.11: Simulationsergebnisse mit mechanischem Algorithmus
Kapitel 6
Anwendung des Simulationsmodells
In diesem Kapitel wird das im Rahmen dieser Arbeit entwickelte Simulationsmodell, das in Ka-
pitel 5 durch Vergleich der Simulationsergebnisse mit der Messrastermethode und der Elemen-
taren Theorie validiert wurde, zur Simulation des hydrostatischen Strangpressens eines runden
Magnesiumstabes eingesetzt. Ausgehend von einer mit der hydrostatischen Strangpressanlage
der Firma HME (siehe Abbildung 3.7) durchgeführten Pressung eines Stabes aus der Legie-
rung ZM 21 (siehe Abbildung 6.1) mit einem Pressverhältnis in industrieller Größenordnung
wurde ein Simulationsmodell erstellt. Anschließend wurde in einer numerischen Parameterstu-
die der Matrizenwinkel variiert, um den Einfluss der eingesetzten Matrizengeometrie auf den
Druckverlauf während der Pressung und die Temperaturen in der Umformzone zu untersuchen.
Abbildung 6.1: Hydrostatisch stranggepresster Stab aus Magnesium
6.1 Strangpressversuch mit der industriellen Anlage
Die bei dem Strangpressversuch eingesetzte Matrize hat einen Matrizenwinkel von 2 ·α = 80◦
und einen Durchmesser d1 = 15,0mm. Sie ist in Abbildung 6.2 dargestellt. Die in dieser Abbil-
dung definierten Größen D1, D2 und D3 gelten für einen Stab mit einem Durchmesser von d1 =
15mm:
Nenn–Durchmesser d1 D1 D2 D3
15,0mm 15,0mm 16,0mm 20,0mm
90
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Der mit der industriellen Presse hergestellte Stab hat einen Durchmesser von d1 = 15mm. Der
Block hat einen Durchmesser von d0 = 155mm bei einer Länge von l0 = 800mm. Das Pressver-
hältnis dieser Pressung betrug demnach q = 106,8.
(a) Schnittdarstellung (schematisch)
(b) Detail B
Abbildung 6.2: Geometrie der Matrize im industriellen Versuch
Die industrielle hydrostatische Strangpressanlage ist dadurch gekennzeichnet, dass der Press-
vorgang aus Sicherheitsgründen stark abgeschirmt erfolgt und eine messtechnische Erfassung
des Pressvorgangs nur sehr begrenzt möglich ist. So wird das erzeugte Profil in ein Rohr hinein
extrudiert, um eine Gefährdung der Anlagenbediener bei einer Totalextrusion oder bei einem
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Zerbröseln des Werkstoffs auszuschließen. Dadurch ist es nicht möglich, die Strangaustrittsge-
schwindigkeit direkt zu messen. Messtechnisch erfasst werden lediglich die Stempelgeschwin-
digkeit und der Druck im Presszylinder, der den Stempel bewegt. Die Stempelgeschwindigkeit
kann näherungsweise in die Strangaustrittsgeschwindigkeit unter Annahme der Volumenkon-
stanz des durch den Stempel verdrängten Volumens und des verpressten Strangvolumens umge-
rechnet werden. Sie ist als Funktion der Zeit in Abbildung 6.3 dargestellt ist.
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Abbildung 6.3: Experimentell ermittelte Strangaustrittsgeschwindigkeit v1
Der Druck des Wirkmediums wird anlgenintern aus dem Druck im Presszylinder berechnet und
ist in Abbildung 6.4 dargestellt. Zu Beginn des Prozesses ist ein langsamer Druckanstieg zu
erkennen, der nach überwinden der anfänglichen Haftreibung abfällt und ein konstantes Niveau
von p¯ = 560N/mm2 erreicht. Erst kurz vor Abbruch des Versuchs steigt der Druckverlauf um
ca. 20N/mm2. Für diesen Druckanstieg gibt es keinen objektive Ursache. Bei Vergleich des
Druck- und Geschwindigkeitsverlaufs wird deutlich, dass die Strangaustrittsgeschwindigkeit
deutlich stärkeren Schwankungen als der Druck unterworfen ist.
Verpresst wurde bei dem Versuch lediglich ein Teilstück des Blockes. In der Presszeit von t =
10s wurde die Länge von l0 = 86mm des Blockes extrudiert. Dabei wurden l1 = 9100mm
Stranglänge gefertigt. Die Auswertung der Stranggeschwindigkeit, die in Abbildung 6.3 darge-
stellt ist, zeigt, dass nachdem zu Beginn des Prozesses kurzzeitig eine maximale Strangaustritts-
geschwindigkeit von v1 = 1200mm/s erreicht wurde, in der nachfolgenden quasi–stationären
Phase eine durchschnittliche Strangaustrittsgeschwindigkeit von v1 = 900mm/s erreicht wurde.
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Abbildung 6.4: Experimentell ermittelter Druckverlauf p
6.2 Simulationsmodell
6.2.1 Werkstoffkennwerte
Im Rahmen dieser Arbeit wurde als Werkstoff die Magnesiumlegierung ZM 21 verwendet. Wäh-
rend grundlegende mechanische Eigenschaften und thermische Daten dieser Legierung diversen
Literaturquellen entnommen werden können, wurden die Fließkurven im Rahmen dieser Arbeit
experimentell ermittelt.
Fließkurve
Zur Fließkurvenaufnahme wurden am IBF Stauchversuche auf der institutseigenen servohy-
draulischen Prüfmaschine der Firma Servotest durchgeführt. Dieses Prüfsystem ist detailliert
in [96] dokumentiert. Es ermöglicht die Ermittlung von Fließkurven bei jeweils konstanten
Umformgeschwindigkeiten im Bereich ϕ˙ = 0,0001 . . . 100s−1 und einem Temperaturintervall
von ϑ = 25 . . . 1280◦C. Die maximale Prüfkraft beträgt Fu = 1200kN [67].
Zur Minimierung des Reibungseinflusses wurden Stauchversuche nach Rastegaev [95] durchge-
führt. Die Geometrie der Stauchproben und der Versuchsaufbau zur Durchführung der Stauch-
versuche sind in Abbildung 6.5 dargestellt. Die Geometrie der Stauchproben wird durch die
folgenden Größen beschrieben:
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• Durchmesser ds0 der Stauchprobe: 12mm
• Höhe hs0 der Stauchprobe: 18mm
• Breite u0 des Schmierstoffrandes: 0,5mm
• Höhe t0 des Schmierstoffrandes: 0,2mm.
(a) Probengeometrie (b) Versuchsaufbau
Abbildung 6.5: Rastegaev–Zylinderstauchversuch
Für die Umformtemperaturen ϑ = 250; 300; 350◦C wurden Stauchversuche mit den Umform-
geschwindigkeiten ϕ˙ = 0,01; 0,1; 1,0; 10s−1 durchgeführt. Für jede dieser Temperatur- und
Umformgeschwindigkeitskombinationen wurden zwei Stauchversuche bis zu einem Umform-
grad ϕ ≈ 0,7 aufgezeichnet. Als Schmierstoff wurde Molykote verwendet. Direkt nach dem
Stauchversuch wurden die Proben in Wasser abgeschreckt um das Gefüge einzufrieren. Abbil-
dung 6.6 zeigt eine Stauchprobe vor und nach dem Stauchversuch. Auffällig ist die Bauchigkeit
der gestauchten Probe, die ein Hinweis darauf ist, dass der Versuch nicht vollständig reibungs-
frei stattgefunden hat. Ferner hat die Mantelfläche eine körnige Struktur. Das bedeutet, dass der
Werkstoff ein grobes Korn besitzt.
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(a) ungestaucht (b) gestaucht
Abbildung 6.6: Stauchproben der Magnesiumlegierung ZM 21
Folgende Stauchversuche konnten aufgrund von Rissentstehung beim Stauchversuch nicht aus-
gewertet werden:
• Umformgeschwindigkeit ϕ˙ = 10s−1 bei der Temperatur ϑ = 250◦C: beide Stauchproben
• Umformgeschwindigkeit ϕ˙ = 0,1s−1 bei der Temperatur ϑ = 300 ◦C: eine Stauchprobe.
Abbildungen 6.7 bis 6.9 zeigen die ermittelten Fließkurven. Die Fließspannungswerte der dop-
pelt belegten Temperatur–Geschwindigkeitskombinationen wurden arithmetisch gemittelt dem
FE–System in tabellarischer Form bereitgestellt.
Die aufgezeichneten Fließspannungsverläufe stellen typische Verläufe dynamisch rekristallisie-
render Legierungen dar und nähern sich nach Erreichen des Maximums einem konstanten Wert
an, der bei einem Umformgrad ϕv = 0,8 . . . 1,0 erreicht wird. Dieses Werkstoffverhalten wurde
bereits in Abschnitt 3.2.5 dargestellt und die Annäherung an einen konstanten Wert wird im
Rahmen dieser Arbeit zur Abschätzung der Fließspannung bei großen Umformgraden genutzt.
Die tabellarische Beschreibung der Fließkurve muss bei dem eingesetzten Programmsystem im
gesamten Temperaturintervall für die gleichen minimalen und maximalen Umformgeschwindig-
keiten definiert sein. Die fehlende Kurve für die Umformgeschwindigkeit von ϕ˙ = 10s−1 bei
der Temperatur von ϑ = 250◦C wurde mit Hilfe der Fließkurvenbeschreibung mit der Hensel–
Spittel–Gleichung (siehe Gleichung 3.3) näherungsweise berechnet. Dazu wurden zunächst mit
den vorhandenen Messdaten die Regressionskonstanten bestimmt. Sie sind in Tabelle 6.1 auf-
gelistet.
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Abbildung 6.7: Fließkurven der Magnesiumlegierung ZM 21 bei ϑ = 250 ◦C
Abbildung 6.8: Fließkurven der Magnesiumlegierung ZM 21 bei ϑ = 300 ◦C
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Regressionskonstante Wert
a1 1237,118
a2 -0,00548946
a3 0,1017384
a4 0,3548819
a5 -1,34057647
Tabelle 6.1: Regressionskonstanten für die Magnesiumlegierung ZM 21
Abbildung 6.9: Fließkurven der Magnesiumlegierung ZM 21 bei ϑ = 350 ◦C
Aus Gleichung 3.3 folgt
k f (ϕ˙b) = k f (ϕ˙a) ·
ϕ˙a3b
ϕ˙a3a
. (6.1)
Nach Einsetzen der Konstante a3 aus Tabelle 6.1 wurde mit diesem Zusammenhang durch Ex-
trapolation der Fließkurve für die Umformgeschwindigkeit ϕ˙ = 1s−1 die fehlende Fließkurve
für die Umformgeschwindigkeit von ϕ˙ = 10s−1 zur Vervollständigung der tabellarischen Fließ-
kurvenbeschreibung bestimmt.
Fließspannungswerte k f für Umformgrade ϕ , die oberhalb des experimentell untersuchten Um-
formgradintervalles von 0 < ϕ < 0,7 liegen, können für die Simulation unter Ausnutzung der
der Fließspannung vom maximal ermittelten Umformgrad abgeschätzt werden
k f (ϕ > 0,7) = k f (ϕ = 0,7). (6.2)
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Temperatur Dichte Wärmekapazität Wärmeausdehnung
ϑ [◦C] ρ [kg/mm3] cp [J/kg ·K] αth [1/K]
20 1,738·10−6 1025 26,5 ·10−6
100 1,724·10−6 1034 27,0 ·10−6
200 1,710·10−6 1097 27,5 ·10−6
300 1,696·10−6 1142 28,5 ·10−6
400 1,682·10−6 1186 28,5 ·10−6
Tabelle 6.2: Physikalische Kenndaten der Magnesiumlegierung ZM 21
Eigenschaft Wert
Wärmeleitfähigkeit λ 0,138W/mm ·K
Wärmeemissionskoeffizient ε 0,3
Wärmeübergangskoeffizient α 0,0044W/mm2 ·K
Dissipation D 0,95
Tabelle 6.3: Thermische Werkstoffkennwerte der Magnesiumlegierung ZM 21
Analog wird eine Extrapolation oberhalb der maximalen untersuchten Umformgeschwindigkei-
ten von ϕ˙ > 10s−1 durchgeführt
k f (ϕ˙ > 10s−1) = k f (ϕ˙ = 10s−1). (6.3)
Es soll an dieser Stelle darauf hingewiesen werden, dass jede Abschätzung und Extrapolation
von Werkstoffkennwerten mit einer gewissen Unsicherheit behaftet ist und dadurch die Genau-
igkeit der berechneten Größen beeinträchtigt. Die Gültigkeit der extrapolierten Fließkurven für
den Prozess des hydrostatischen Strangpressens wird für die im Rahmen dieser Arbeit durchzu-
führenden Simulationen angenommen. Diese Annahme muss bei der Validierung der erstellten
Simulationsmodelle durch Vergleich der Simulationsergebnisse mit in Realversuchen gemesse-
nen Werten überprüft werden.
Das Materialverhalten wird im Rahmen der Arbeit mit dem visko–plastischen Materialgesetz
beschrieben. Elastische Vorgänge im Werkstoff werden demnach vernachlässigt.
Thermische Werkstoffkennwerte und Reibung
Die physikalischen Eigenschaften der Magnesiumlegierung ZM 21 wurden Literaturquellen [58]
entnommen und sind in Tabelle 6.2 und 6.3 zusammengestellt.
Der Reibungskoeffizient wurde übereinstimmend zu dem mit der Messrastermethode (siehe
Kapitel 5) erfolgreich validierten Modell mit µ = 0,02 abgeschätzt.
6.2.2 Geometrie
Im Simulationsmodell wird nur die Innenkontur der Matrize abgebildet. Zur Durchführung einer
numerischen Studie wurden aus der Geometrie der bei der industriellen Pressung eingesetzten
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Matrize die Konturen für die vier Matrizenwinkel 2 ·α = 60◦, 80◦, 100◦ und 120◦ abgeleitet.
Gleichzeitig wurde der Matrizeneinlaufradius auf 5mm vergrößert, damit dieser nicht zu fein
diskretisiert werden muss und die für die Simulation benötigte Rechenzeit nicht weiter verlän-
gert wird. Die vier Matrizengeometrien sind in Abbildung 6.10 dargestellt.
Zur Verkürzung des Simulationsdauer wurde das Werkstück im Simulationsmodell bereits in
die Matrize eingeführt und die Länge des Blockes auf l0 = 400mm reduziert. Diese Verkür-
zung des Blockes dient der Beschleunigung der Simulation, indem durch diese Maßnahme die
Zahl der numerischen Freiheitsgrade erheblich reduziert wird. Weiterhin wird der Block bereits
zum Beginn der Simulation vollständig in die Matrize eingeführt. Dadurch wird die Dauer der
Simulation bis zum Erreichen des quasi–stationären Zustandes verringert.
Gemäß dieser Vorgaben wurden zweidimensionale Simulationsmodelle erstellt, die in Abbil-
dung 6.11 dargestellt sind.
6.2.3 Wirkmedium und Druckregelung
Die räumliche Ausdehnung des druckbeaufschlagten Volumens in y-Achsenrichtung und die
Breite der Druckreduktionszone b wurden individuell für jedes Modell berechnet, so dass nach
25% Durchmesserabnahme die Druckreduktionszone beginnt und bei 50% Durchmesserabnah-
me der Druck vollständig abgebaut ist. Tabelle 6.4 stellt die Parameter der Druckbeaufschlagung
für die vier Modelle zusammen.
Folgende Parameter beschreiben das Druckmedium:
• Nenndruck p des hydrostatischen Wirkmediums: 560N/mm2
• Breite c der nicht vom Druck zu beaufschlagenden „Randzone” an der Strangspitze: 5mm
• Temperatur ϑw des Wirkmediums: 270◦C.
Die Druckregelung erfolgt unabhängig vom Matrizenwinkel und wurde identisch allen vier Mo-
dellen zugewiesen:
• Soll–Geschwindigkeit vsoll des Stranges: 900mm/s
• Maximale prozentuale Änderung des Druckes pro Zeitschritt ∆pmax = 1%
• Dämpfungsfaktor fD = 0,15.
Die Werkstücktemperatur beträgt ϑws = 270◦C. Die Werkzeugtemperatur wurde mit ϑwz =
50◦C abgeschätzt.
Alle Simulationen werden bis zu einer Presszeit von t = 10,0s durchgeführt.
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(a) Matrizenwinkel 2 ·α = 60◦
(b) Matrizenwinkel 2 ·α = 80◦
(c) 2 ·α = 100◦
(d) 2 ·α = 120◦
Abbildung 6.10: Matrizengeometrie im Simulationsmodell
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(a) Matrizenwinkel 2 ·α = 60◦
(b) Matrizenwinkel 2 ·α = 80◦
(c) Matrizenwinkel 2 ·α = 100◦
(d) Matrizenwinkel 2 ·α = 120◦
Abbildung 6.11: Simulationsmodelle der Matrizenwinkelvariationen
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Matrizenwinkel Breite Druckreduktionszone Länge druckbeaufschlagtes Volumen
2 ·α [°] b [mm] y [mm]
60 31,4 -62,8
80 21,6 -43,2
100 15,2 -30,4
120 10,5 -20,9
Tabelle 6.4: Geometrie des druckbeaufschlagten Volumens und der Druckreduktionszone
6.3 Simulationsergebnisse
Die Auswertung der numerischen Studie zur Winkelvariation umfasst vier Simulationsmodelle
mit den Matrizenwinkeln 2 ·α = 60◦, 80◦, 100◦, 120◦. Zunächst wurde der simulierte Druck-
verlauf für den Matrizenwinkel von 2 ·α = 80◦ mit dem experimentell bei dem industriellen
Versuch aufgezeichneten Druckverlauf verglichen. Die beiden Druckverläufe sind in Abbil-
dung 6.12 gegenübergestellt. Beim Experiment auf der industriellen Anlage erfolgte der Druck-
aufbau sehr viel langsamer als im Simulationsmodell. Um eine Vergleichbarkeit zu ermöglichen,
wird deshalb der simulierte Druckverlauf um 15,4 s zeitlich versetzt dargestellt. Man erkennt,
dass der quasi–stationäre Druck im Simulationsmodell p ≈ 600N/mm2, der experimentell er-
mittelte dagegen p≈ 560N/mm2 beträgt. Ein Grund für die Abweichung kann die verwendeten
Fließkurve sein. Wie bereits in Abschnitt 3.14 diskutiert, konnte bei der experimentellen Fließ-
kurvenermittlung der Reibungseinfluss nicht gänzlich verhindert werden. Ein weiterer Grund
für die Abweichung zwischen Experiment und Simulation kann die Extrapolation der Fließkur-
ven sein. Dadurch werden eventuelle Entfestigungsvorgänge bei Umformgraden oberhalb des
experimentell bestimmten Intervalls nicht berücksichtigt.
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Abbildung 6.12: Simulierter und experimentell bestimmter Druckverlauf p
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Bei dem simulierten Druckverlauf ist kein erhöhter Start–Druck p̂ zu Beginn des Prozesses
vorhanden. Im Simulationsmodell wird zwischen der erhöhten Haft- und der Gleitreibung nicht
unterschieden. Aus diesem Grund weist der simulierte Druckverlauf keinen erhöhten Startdruck
auf.
Die Druckverläufe der vier untersuchten Matrizenwinkel sind in Abbildung 6.13 dargestellt.
Für eine höhere zeitliche Auflösung zu Beginn des Prozesses wurde eine logarithmische Ska-
lierung der Zeitskala gewählt. Nach einer Prozesszeit von t = 4s bleiben die Drücke bei allen
untersuchten Matrizenwinkeln annähernd konstant.
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Abbildung 6.13: Simulierte Druckverläufe p
Abbildung 6.14 stellt die simulierten quasi–stationären Drücke als Funktion des eingesetzten
Matrizenwinkels 2 ·α dar. Auffällig ist, dass keine eindeutige Abhängigkeit des Druckes von
dem eingesetzten Matrizenwinkel zu erkennen ist. Beispielsweise liegt der quasi–stationäre
Druck p bei einem Matrizenwinkel von 2 ·α = 100◦ ca. 15 % unter dem quasi–stationären
Druck p bei einem Matrizenwinkel von 2 ·α = 80◦. Der simulierte Druck ist abhängig von
der lokalen Verteilung des Fließwiderstandes im Werkstück. Der Fließwiderstand wird jedoch
stark von der Temperaturverteilung im Werkstück beeinflusst. Mit zunehmendem Matrizenwin-
kel steigt die Temperatur sowohl in der Strangmitte als auch an der Oberfläche des Stranges
an, wie in Tabelle 6.5 gezeigtist. Dies führt zu einer Entfestigung des Werkstoffs, die mit der
in Abbildung 6.14 dargestellten Druckabhängigkeit vom Matrizenwinkel übereinstimmt. Zu-
sätzlich wird der Einfluss der Temperaturverteilung auf den Druckverlauf durch die Ver- und
Entfestigung des Werkstoffs überlagert.
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Abbildung 6.14: Simulierte Druckverläufe p als Funktion des Matrizenwinkels
Die simulierte Vergleichsformänderungsverteilung εv ist in Abbildung 6.15 für den Querschnitt
des Werkstücks dargestellt. In Abbildung 6.16 ist die Vergleichsformänderung εv als Funktion
des Radius des verpressten Stranges dargestellt. In dieser Abbildung ist auch der mit der Ele-
mentaren Theorie für die Strangmitte berechnete Vergleichsumformgrad ϕv = 4,67 dargestellt.
Man erkennt, dass bei allen untersuchten Matrizenwinkeln der von der Elementaren Theorie
vorausgesagte Wert überschritten wird. Mit steigendem Matrizenwinkel steigt die simulierte
Vergleichsformänderung sowohl in der Strangmitte als auch an der Strangoberfläche an. Deut-
lich zu erkennen ist, dass unabhängig vom Matrizenwinkel das Minimum der simulierten Ver-
gleichsformänderung εv bei ungefähr einem Drittel des Radius vorliegt. Diese Verteilung wird
durch zwei Effekte hervorgerufen. Die Temperatur des Werkstücks in der Umformzone ist nicht
gleichmäßig. Die Mitte der Umformzone ist wärmer als die oberflächennahen Bereiche, so dass
in der Mitte des Stranges ein kleinerer Umformwiderstand vorliegt, der dazu führt, dass der
Werkstoff dort stärker umgeformt wird. Zusätzlich wird in der oberflächennahen Randschicht
wird dieses Verhalten durch Scherungseffekte am Ein- und Auslauf der Umformzone überlagert,
die die Vergleichsformänderung bei großen Radien erhöhen. Diese beiden Effekte erklären die
in Abbildung 6.16 dargestellte radiale Verteilung der Vergleichsformänderung.
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(a) 2 ·α = 60◦ (b) 2 ·α = 80◦
(c) 2 ·α = 100◦ (d) 2 ·α = 120◦
Abbildung 6.15: Simulierte Verteilung der Vergleichsformänderung εv
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Matrizenwinkel Austrittstemperatur ϑ [◦C] Minimale Oberflächentemperatur in der Matrize
2 ·α [◦C] Strangmitte Oberfläche ϑ [◦C]
60◦ 383 267 107
80◦ 410 297 128
100◦ 422 298 128
120◦ 442 324 136
Tabelle 6.5: Simulierte Temperaturen im Werkstück
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Abbildung 6.16: Radiale Verteilung der Vergleichsformänderung εv im Strang
Die größte Abhängigkeit vom eingesetzten Matrizenwinkel erkennt man bei der simulierten
Temperaturverteilung, die in Abbildung 6.17 dargestellt ist. Die beim Austritt aus der Matrize
erreichten Temperaturen sind für die Strangmitte und die Strangoberfläche in Tabelle 6.5 zusam-
mengestellt. Ferner ist die in der Umformzone an der Kontaktfläche zur Matrize minimal vorlie-
gende Temperatur angegeben. Es ist deutlich zu erkennen, dass mit fallendem Matrizenwinkel
die Kontaktfläche zwischen dem Block und der Matrize größer wird und in Folge dessen mehr
Wärme an die Matrize abfließen kann, wodurch die Oberflächentemperatur stärker abnimmt.
Die Differenz der Temperaturen zwischen der Strangmitte und der Strangoberfläche direkt nach
Verlassen der Matrize beträgt nahezu konstant für alle untersuchten Matrizenwinkel 120 ◦C.
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(a) 2 ·α = 60◦ (b) 2 ·α = 80◦
(c) 2 ·α = 100◦ (d) 2 ·α = 120◦
Abbildung 6.17: Simulierte Temperaturverteilung ϑ
Die simulierte Verteilung der Vergleichsformänderungsgeschwindigkeit ε˙v ist in Abbildung 6.18
für den Ausschnitt des Werkstücks in der Nähe des Matrizenausgangs dargestellt. Die maximal
erreichte Vergleichsformänderungsgeschwindigkeit liegt in einer annähernd halbkugelförmigen
Zone in der Nähe des Matrizeneinlaufs. Aufgrund der besseren Darstellbarkeit wurde die simu-
lierte Vergleichsformänderungsgeschwindigkeit für die Mittelachse des Blockes in logarithmi-
scher Auftragung als Funktion der Entfernung vom Matrizenausgang in Abbildung 6.19 darge-
stellt. Aus dieser Abbildung wird ersichtlich, dass die simulierte Vergleichsformänderungsge-
schwindigkeit ε˙v in der Umformzone exponentiell zunimmt. Ferner ist zu erkennen, dass die
maximal erreichte Geschwindigkeit unabhängig vom eingesetzten Matrizenwinkel ist.
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Im Vergleich zum konventionellen Strangpressen zeigt das hydrostatische Strangpressen neben
dem Nicht-Vorhandensein der sog. „toten Zone” keine ausgeprägten Maxima der Temperatur
und des Umformgrades am Einlaufradius des Matrizenaustritts.
(a) 2 ·α = 60◦
(b) 2 ·α = 80◦
(c) 2 ·α = 100◦
(d) 2 ·α = 120◦
Abbildung 6.18: Simulierte Vergleichsformänderungsgeschwindigkeit ε˙v
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Abbildung 6.19: Axiale Verteilung der simulierten Vergleichsformänderungsgeschwindigkeit ε˙v
6.4 Erfahrungen mit PEP & LARSTRAN/Shape
Eine grundlegende Voraussetzung zur Entwicklung des Simulationsmodells war die Möglich-
keit, auf den Quellcode des eingesetzten Simulationspaketes zugreifen zu können und die im
Rahmen dieser Arbeit entstandenen Programmmodule integrieren zu können.
Insbesondere die Programmumgebung zum Pre- und Postprozessing „PEP” erlaubte während
des Simulationsverlaufes im Rahmen der Modelldiagnose einen effizienten Zugriff auf die zur
Druckbeaufschlagung und -regelung benötigten Variablen sowie die Implementierung der spe-
ziell an den Strangpressprozess angepassten Vernetzungsstrategie.
Diese Zugriffsmöglichkeit erleichterte auch die Anpassung des Regelverhaltens am Start der
Simulation und nach einer Werkstückneuvernetzung zur Stabilisierung des Konvergenzverhal-
tens. Die Simulationen konvergieren durchweg gut. So werden bei der Simulation des Kupfer–
bauteils im Durchschnitt 20 Iterationen, maximal wurden im Simulationsverlauf 41 benötigt.
Zeitschritte, bei denen das Konvergenzkriterium vom Löser nicht erreicht werden konnte, traten
nicht auf. Vergleichbar gut ist das Konvergenzverhalten bei der Simulation des Magnesium–Sta-
bes. Maximal wurden 72 Iterationen, im Durchschnitt 35 benötigt. Zeitschritte, bei denen der
Löser nicht konvergierte, sind auch bei diesen Modellen nicht beobachtet worden.
Noch nicht zufriedenstellend ist die Geschwindigkeit der Simulation. Die Berechnungsdau-
er ist stark von dem Querschnittsverhältnis abhängig. So betrug die Rechenzeit der Simula-
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tion des Kupferstabes mit einem Pressverhältnis von q = 14,1 bis zum Erreichen des quasi–
stationären Zustandes auf einer HP XW 6200 Workstation vier Stunden. Bei den Magnesium-
stäben mit einem Pressverhältnis von q = 106,8 betrug die Rechenzeit bis zum Erreichen des
quasi–stationären Zustandes rund 130 Stunden.
Derart große Querschnittsverhältnisse bedürfen einer großen Anzahl von Zeitschritten während
der Simulation und begrenzen momentan den Einsatz der Simulationen auf zweidimensionale
Probleme.
Kapitel 7
Zusammenfassung und Ausblick
Im Rahmen dieser Arbeit wurde ein Finite–Elemente Modell des hydrostatischen Strangpres-
sens entwickelt und in das Programmpaket PEP & LARSTRAN/Shape integriert. Zentrale
Elemente dieses Modells sind das Zonenmodell des Druck- und Reibungszustandes, welches
das Wirkmedium im Modell abbildet und die Druckregelung, die notwendig ist, damit der hy-
drostatische Strangpressprozess mit einer vom Benutzer vorgegebenen und konstanten Stran-
gaustrittsgeschwindigkeit simuliert werden kann. Diese Druckregelung dient auch der numeri-
schen Stabilisierung zu Beginn des Prozesses und nach Werkstückneuvernetzungen im weiteren
Simulationsverlauf. Die bei der Lagrange–Formulierung der FEM notwendige Netzneugenerie-
rung mit anschließender Datenübertragung wurde hinsichtlich der Genauigkeit durch die Im-
plementierung eines Spline–Datenübertragungsalgorithmus optimiert. Zur Verkürzung der Si-
mulationsdauer wurde mit dem implementierten Template–Remeshingmodul eine Möglichkeit
geschaffen, speziell an die Geometrie des Strangpressens angepasste Netze bei der Werkstück-
neuvernetzung zu verwenden. Diese Netze haben eine an die Kontur des Werkstücks angepasste
Elementgrößenverteilung und sind strukturiert.
Die entwickelten Module wurden durch Vergleich der simulierten Ergebnisse mit der Elemen-
taren Theorie und durch Gegenüberstellung der simulierten Werkstückverzerrung eines unter
Einsatz der Messrastermethode mit einer industriellen Anlage verpressten Kupferblockes er-
folgreich validiert. Das hydrostatische Strangpressen kann trotz seiner extrem großen Formän-
derung erfolgreich mit der FEM simuliert werden.
Mit dem validierten Simulationsmodell wurde das hydrostatische Strangpressen eines Stabes
aus der Magnesiumlegierung ZM 21 mit einem Pressverhältnis in industrieller Größenordnung
modelliert. Der modellierte Druckverlauf stimmt in guter Näherung mit dem durchgeführten
Versuch überein. Ausgehend von diesem Modell wurde in einer numerischen Studie eine Win-
kelvariation der formgebenden Matrize durchgeführt und der Einfluss auf den Druckverlauf, die
Vergleichsformänderung und die Temperaturverteilung ermittelt.
Im Vergleich zum konventionellen Strangpressen zeigt das hydrostatische Strangpressen neben
dem Nicht-Vorhandensein der sog. „toten Zone” keine ausgeprägten Maxima der Temperatur
und des Umformgrades am Einlaufradius des Matrizenaustritts.
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Noch nicht zufriedenstellend ist die lange Rechenzeit der in dieser Arbeit vorgestellten Simulati-
onsmodelle. Eine Verkürzung der Simulationszeiten wäre für die kommerzielle Anwendung der
Simulationen wünschenswert und notwendig für die Simulation von dreidimensionalen Geome-
trien. Während in der Vergangenheit durch die stetige Weiterentwicklung der Rechneranlagen
ein Geschwindigkeitsgewinn bei den verfügbaren Prozessoren zu beobachten war, verlangsamt
sich diese Entwicklung momentan. Für die kommenden Jahre erwartet man im Vergleich zur
Vergangenheit einen deutlich langsameren Zuwachs der Prozessorgeschwindigkeiten. Heutige
Entwicklungen zielen auf das Verbinden mehrerer Prozessoren auf einem Chip und der Bereit-
stellung schneller Kommunikationswege. Diese Entwicklung macht Parallelrechner effizienter.
Als Nebeneffekt setzt ein starker Preisrutsch ein, so dass solche Parallelrechner an Forschungs-
instituten und im industriellen Einsatz verfügbar sein werden [71]. Damit der Geschwindig-
keitsgewinn solcher Hardware genutzt werden kann, ist eine Parallelisierung der Simulations-
programme unumgänglich. Die Parallelisierung ist unabhängig von der Modellgröße (Anzahl
der Freiheitsgrade eines Modells) sinnvoll.
Eine weitere Möglichkeit zur Verkürzung der Simulationszeiten, die auch mit der Parallelisie-
rung gekoppelt werden kann, bietet der Einsatz moderner direkter Löser und der Einsatz von
Mehrgitterverfahren.
Direkte Löser haben einen Geschwindigkeitsvorteil bei einer kleineren Zahl von Freiheitsgra-
den, während Mehrgitterverfahren bei einer großen Zahl von Freiheitsgraden schneller sind.
Eine allgemein verständliche Einführung in Mehrgitterverfahren bietet [123]. Deutlich detail-
lierter werden Mehrgitterverfahren in [25] vorgestellt.
Es sind mehrere direkte Löser verfügbar, die in [45] hinsichtlich ihrer Robustheit und Geschwin-
digkeit in praxisorientierten Leistungsvergleichen untersucht worden sind. Als zuverlässig und
gleichzeitig schnell wurde in dieser Untersuchung der Pardiso–Löser [7, 97] charakterisiert.
Die Aufstellung der Steifigkeitsmatrix hat einen wesentlichen Anteil an der Rechenzeit eines
Finite–Elemente Modells. Daher ist bei den Bestrebungen zur Verkürzung der Simulationszei-
ten nicht nur ein geeignetes schnelles Verfahren zur Lösung der Steifigkeitsmatrix zu wählen,
sondern es muss auch bereits die Aufstellung der Steifigkeitsmatrix beschleunigt und idealer-
weise parallelisiert werden. Eine detaillierte Beschreibung dieser Thematik bietet [115].
Zur effizienten Nutzung der im Rahmen dieser Arbeit entwickelten Modelle sollten künftige
Arbeiten eine Beschleunigung des Programmpakets PEP & LARSTRAN/Shape als Ziel haben.
Conclusion and Outlook
The goal of this thesis was the development of a lagrangian finite–element simulation model of
hydrostatic extrusion. The model was successfully developed and implemented into the simula-
tion package for the modelling of metal forming processes which consists of the programmes
PEP and LARSTRAN/Shape.
A basic constituent of the developed simulation model is the description of the pressure and
friction conditions in the different zones of the process, which was developed to represent the
working fluid and the pressure control. The pressure control is essential to simulate the hydro-
static extrusion process with a specified and constant profile exit velocity, as it performs the
numerical stabilisation of the simulation at the beginning of the simulation and after remeshing
operations in the further course of the simulation.
Lagrangian formulated finite element methods require remeshing operations if the mesh dege-
nerates due to distortion. The subsequent data transfer algorithm was optimised in respect to
the necessary precision by the implementation of a spline data transfer algorithm. In order to
minimise the simulation time, a template remeshing algorithm was implemented which allows
the use of meshes being adapted to the process geometry. The element size distribution is ali-
gned to the shape of the work piece. Furthermore, the elements are arranged in a way to form
structured meshes.
The implemented methods have been successfully validated by a comparison with the elemen-
tary theory and the comparison of the simulated workpiece deformation with a copper billet
extruded on an industrial press using the visioplasticity method. The developed finite element
model is well capable of simulating the hydrostatic extrusion process, even when a large cross-
ectional reduction is involved.
The validated simulation model was used to simulate the hydrostatic extrusion of a bar of the
magnesium alloy ZM 21 with a crossectional reduction ratio of industrial magnitude. The si-
mulated extrusion pressure matches well the that , which was measured during an experiment.
Based on this model a numerical study was conducted during which the impact of a variati-
on in the angle of the die on the extrusion pressure, the equivalent strain and the temperature
distribution was investigated.
In comparison to conventional extrusion processes the hydrostatic extrusion process does not
only have no „dead zone” but also does not form temperature and strain maxima at the radius
of the die exit.
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The computing time necessary to simulate the hydrostatic extrusion process is as yet too long.
Reducing the times is a prerequisite for the commercial application of the developed model and
essemtial for the simulation of threedimensional profile geometries.
In the past, the clock rate and therefore the computing speed of computer processors was stea-
dily rising, which resulted in shorter computing times for finite element simulations. Present
development has shifted away from further acceleration of the processors towards parallelisati-
on by implementing multiple processor cores on one chip. This development will provide more
efficient and economical parallel computers, which will be affordable for research institutes and
industrial applications [71].
To benefit from this development it is essential to parallelise the finite element simulation pro-
grammes as well. The computing speed of all sizes of finite element models would benefit from
parallelisation.
Another approach to shorten computing times, which can be used even in combination with
parallelisation is the use of modern direct solvers or the implementation of multigrid solvers.
Direct solvers are beneficial if the finite element system consists of a not to large number of
degrees of freedom, whereas multigrid solvers are preferred for very large numbers of degrees
of freedom. A general introduction to multigrid methods is given by [123]. A more in–depth
description is given in [25].
There is a number of direct solvers available, which have been evaluated with respect to their
numerical robustness and velocity with practical benchmarks in [45]. This study determined the
„Pardiso” solver [7, 97] both as fast and reliable.
For the performance of a finite element simulation the matrix assembly is as important as the
solver. For this reason not only a fast solver has to be used, but the assembly of the matrix has
to be accelerated as well. This can be done effectively by parallelisation. Further insight to this
topic is provided by [115].
For the effective application of the models developed in the present work, it is recommended to
increase the computing speed of the finite element simulation package consisting of PEP and
LARSTRAN/Shape.
Formelzeichen und Indizes
Umformtechnische Größen
ε Formänderung
εv Vergleichsformänderung
ε˙v Vergleichsformänderungsgeschwindigkeit
ϕ Umformgrad
ϕv Vergleichsumformgrad
ϕ˙ Umformgeschwindigkeit
εvB Formänderungsvermögen
ϕvB Maximaler Vergleichsumformgrad, der ohne Werkstoffschädigung erreicht werden kann
σv Vergleichsspannung
σm Hydrostatischer Spannungsanteil
σ1, σ2, σ3 Hauptnormalspannungen
Mechanische Größen und Kennwerte
F Kraft
D Dissipation
E Elastizitäts–Modul
ν Querkontraktionszahl
ρ Dichte
µ Coulombscher Reibungskoeffizient
Fließkurven
Fu Prüfkraft im Stauchversuch
k f Fließspannung
k f 0 Fließspannung am Beginn des plastischen Fließens
a1, a2, . . .an Koeffizienten der empirisch–mathematischen Fließkurvenbeschreibung
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Druckbeaufschlagung und -regelung
x, y, z Räumliche Ausdehnung des druckbeaufschlagten Zone
b Breite der Druckreduktionszone
c Breite der druckfreien Randzone an der Strangspitze
vsoll Soll–Geschwindigkeit des Stranges
vi Aktuelle Stranggeschwindigkeit
vi−1 Stranggeschwindigkeit im vorangegangenen Zeitschritt
∆v Änderung der Stranggeschwindigkeit
p Nenndruck des Wirkmediums
p̂ Erhöhter Start–Druck des Wirkmediums
pi Wirkmediendruck im folgenden Zeitschritt
pw Auf ein Oberflächenelement wirkender Druck
∆p Druckänderung
∆%pmax Maximale prozentuale Änderung des Druckes pro Zeitschritt
∆pi−1 Druckänderung im vergangenen Zeitschritt
fD Dämpfungsfaktor der Druckregelung
s Steigung der Druckregelfunktion
r Regelabweichung
Sp Koordinate des Elementschwerpunktes
t Prozesszeit
Thermische Größen und Kennwerte
ϑU Umgebungstemperatur
ϑOwz Temperatur der Werkzeugoberfläche
ϑOws Temperatur der Werkstückoberfläche
ϑBl Ausgangstemperatur des Blockes
ϑw Temperatur des Wirkmediums
α Wärmeübergangskoeffizient
cp Spezifische Wärmekapazität
αth Wärmeausdehnungskoeffizient
λ Wärmeleitfähigkeit
ε Wärmeemissionskoeffizient
q˙ Wärmestromdichte
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Geometrische Größen
α Matrizenwinkel
αtZ Winkel der toten Zone
l0 Länge des Blockes
l1 Länge des Stranges
∅ Durchmesser
d0 Durchmesser des Blockes
d1 Durchmesser des Stranges
r1 Radius des Stranges
r Radius
q Pressverhältnis
v0 Stempelgeschwindigkeit
v1 Stranggeschwindigkeit
x Stempelweg
ds0 Durchmesser der Stauchprobe
hs0 Höhe der Stauchprobe
u0 Breite des Schmierstoffrandes der Stauchprobe
t0 Höhe des Schmierstoffrandes der Stauchprobe
ar0 , ar1 Rastermethode: Abstand zwischen zwei Rasterlinien vor und nach der Umformung
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